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Nomenclatura: 
α  El ángulo de desprendimiento. 
β  El coeficiente de Quinney – Taylor. 
φ  El ángulo de cizallado. 
'η  La fracción del calor de fricción evacuado dentro de la viruta. 
κ  La conductancia térmica entre las superficies en contacto. 
µ  El coeficiente de fricción de Coulomb. 
apµ  La fricción aparente. 
µ  La fricción media actuando sobre la superficie de desprendimiento. 
σ  La tensión normal a la superficie de desprendimiento. 
τ  La tensión de fricción en la superficie de desprendimiento. 
yτ  La tensión límite en cizalladura del material. 
Fc  La fuerza de corte. 
Ft  La fuerza de avance. 
cl  La longitud total de contacto entre la herramienta y la viruta. 
pl  La longitud de contacto de tipo adherente entre la herramienta y la viruta. 
N   La fuerza normal a la superficie de desprendimiento. 
T  La fuerza tangencial a la superficie de desprendimiento. 
T  La temperatura. 
t1 El avance. 
t2 El espesor de viruta. 
R  El radio de curvatura de la viruta. 
V La velocidad de corte. 
Vc  La velocidad media de la viruta. 
VS  La velocidad relativa de deslizamiento del material en la interfase. 
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1. Introducción general 
El mecanizado es un proceso mecánico que consiste en la fabricación de piezas 
de gran precisión. El método se basa en el arranque de material de un bloque inicial de 
materia prima, mediante una herramienta, hasta la obtención de la geometría de la 
pieza final. Existen numerosas familias de arranque de material pero, en este trabajo, 
nos centraremos en particular en los procesos de mecanizado con herramientas de filo 
geométricamente definido, básicamente de tres tipos: el torneado, el fresado y el 
taladrado. Estos tres tipos de mecanizados son los más frecuentemente utilizados hoy 
en día en la industria y representan un porcentaje muy importante del PIB de los países 
industrializados. 
Controlar el proceso de mecanizado no es una tarea fácil de conseguir. Los 
mecanismos físicos que definen el arranque de material son complejos porque engloban 
todo un conjunto de procesos que son objetos de estudio por parte de las disciplinas de 
la mecánica y de las ciencias de los materiales. Parte de la complejidad de este proceso 
radica en que las condiciones de contacto mecánico y físico entre la herramienta y la 
pieza influyen notablemente en la formación de la viruta. De hecho, se observa que 
cambiando el tipo de material de la herramienta (o él de la pieza) así como cambiando 
alguna de las condiciones de corte (por ejemplo la velocidad de corte, la profundidad de 
corte, el ángulo de desprendimiento etc.), los mecanismos de generación de la viruta 
pueden cambiar pasando de ser continua a serrada o segmentada (rotura del material). 
Por otra parte, cerca del filo de la herramienta se producen zonas de carga extrema con 
elevados valores de deformación, de velocidad de deformación y de temperatura, y 
generación de nuevas superficies libres (superficie mecanizada). 
Fabricar objetos mediante el arranque de material es una tecnología que aparece 
ya en las actividades de manufactura en las primeras civilizaciones conocidas hace 
miles de años. A pesar de esto, la modelización de este proceso de mecanizado sigue 
siendo un desafío para los investigadores debido a la continua necesidad industrial de 
mejorar el proceso o de mecanizar nuevos tipos de materiales como las aleaciones de 
baja maquinabilidad o los materiales compuestos. 
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2. Breve repaso de la historia del desarrollo del proceso mecanizado 
 
Figura 1.1: Reproducción de un (jeroglífico) egipcio del siglo III BC de una operación de 
torneado.  (Izquierda). Imagen de un torno utilizado en Alemania en 1395 (Derecha). 
Mucho antes que empezara la Revolución Industrial del siglo XVIII en Europa, 
las herramientas manuales fueron utilizadas para cortar y formar piezas con el 
propósito de producir bienes destinados a un uso doméstico. Gracias a los estudios 
arqueológicos sabemos hoy que el uso de un torno se hacía hace más de 1000 A.C. 
Incluso existe una ilustración del antiguo Egipto del siglo III D.C. que representa una 
operación de cilindrado realizado por un artesano ayudado de su asistente, figura 1.1 
(Izquierda). Los arqueólogos también demostraron que el uso del torno en Europa fue 
gracias a la expansión de los pueblos celtas a partir de Escocia y Dinamarca hacia el sur. 
 
Figura 1.2: Torno construído por Leonardo Da Vinci. 
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Al fin de la Edad Media el uso del torno a arco, figura 1.1 (Derecha), es frecuente 
en Europa. El movimiento rotativo del eje del torno se obtenía mediante un arco cuya 
cuerda se envolvía en torno a un eje y que accionaba un operador con su pie, sus manos 
sujetando la herramienta. Este tipo de torno todavía lo utilizan relojeros y joyeros en la 
India. 
Es curioso encontrar en la historia del mecanizado el interés del gran inventor 
Leonardo Da Vinci, que se invirtió su genialidad visionaria en la elaboración de un 
torno, figura 1.2. Cabe destacar que uno de sus esquemas reproducido en la figura 1.3 
(Izquierda) dio lugar a la realización de varios prototipos que muestran una gran 
eficiencia en el trabajo de la madera, figura 1.3 (Derecha). 
 
Figura 1.3: Esquema dibujado por Leonardo Da Vinci de un torno (Izquierda). Prototipo de 
máquina de torneado funcionando elaborado a partir del esquema de Da Vinci (Derecha). 
Con la invención de la máquina de vapor, la industrialización de la producción 
empezó. La utilización masiva en el siglo XIX de máquinas herramientas  capaces de 
fabricar piezas de gran precisión en grandes cantidades rápidamente hizo de la 
fabricación en serie una realidad. 




Figura 1.4: Fotografía de la máquina de cilindrado interior de Wilkinson (Ingleterra – 1775). 
Al principio en Inglaterra y en Francia asistimos a un crecimiento importante de 
la concepción de nuevas máquinas-herramientas cada vez más sofisticadas y realmente 
modernas. Como ejemplo, destacan la máquina de cilindrado interior de John 
Wilkinson de 1775 ilustrado por la Figura 1.4, y el torno con cambio de velocidad de 
Henry Maudslay de 1797, figura 1.5, ambos de fabricación inglesa, así como el torno 
elaborado por el inventor francés Sénot en 1795 ilustrado en la figura 1.6. 
 
Figura 1.5: Fotografía del torno con cambio de velocidad de H. Maudslay (Ingleterra – 1797). 
A lo largo del siglo XIX fue el turno de los inventores norteamericanos de 
desarrollar el diseño y la elaboración de las máquinas-herramientas. Se sigue una larga 
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serie de patentes entre las cuales destacan varios tornos y bancos de taladro 
depositados por E. Whitney, J.R. Brown y F.W. Fellows. 
 
Figura 1.6: Fotografía del torno con cambio de velocidad de Sénot (Francia – 1795). 
La producción de materiales abrasivos artificiales a finales del siglo XIX 
permitió la aparición de un nuevo tipo de máquinas-herramientas: las muelas. C.H. 
Norton demuestro la gran eficiencia de su máquina, figura 1.7, realizando una operación 
de rectificación de un cigüeñal de automóvil en tan solo 15 minutos cuando esta tarea 
llevaba a un técnico más de 5 horas de trabajo. 
 
Figura 1.7: Fotografía de la rectificadora de Charles Hotchkiss Norton (EE.UU – 1896). 
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El siglo XX fue testigo de la introducción de numerosas mejoras de las 
máquinas-herramientas, particularmente en el desarrollo de la automatización de las 
tareas controladas por sistemas electrónicos e informáticos. También se desarrollaron 
nuevas técnicas llamadas no convencionales como el mecanizado electroquímico y 
ultrasónico. A pesar de todo, los fundamentos de la concepción de máquinas-
herramientas siguen siendo en gran parte la herencia de los inventores de los siglos 
XVIII y XIX.  
3. Estado de arte 
3.1. Introducción 
El mecanizado es un proceso de fabricación complejo que depende del material 
de la pieza y de la herramienta, de los parámetros de corte y de las condiciones de 
contacto en la interfase. La formación de la viruta también depende de las condiciones 
de corte del problema (Ángulo de corte, ángulo de desprendimiento, avance, velocidad 
de corte, rigidez de la máquina…). Para un investigador, la comprensión de este proceso 
es un verdadero desafío. La formulación de una teoría generalizada sobre el mecanizado 
que defina un modelo capaz de predecir todos los resultados es un reto difícil de 
conseguir. Debido a este motivo, los primeros trabajos sobre este tema fueron sobre 
todo descriptivos, y que la elaboración de un modelo generalizado fiable sigue siendo 
hoy un objetivo de actualidad. 
3.2. Los pioneros de la investigación sobre el proceso de mecanizado 
Primeras observaciones, descripciones e hipótesis importantes 
Con la aparición de las máquinas-herramientas a partir del fin del siglo XVIII y 
del comienzo de la producción en masa a mediados del siglo XIX, la optimización de la 
productividad [en este caso la maximización del tiempo de vida de la herramienta de 
corte] se convirtió en un punto clave de la competividad en los países  recientemente 
industrializados. Fue entonces cuando la investigación en la temática del proceso de 
mecanizado se inició, y sigue siendo hoy una línea de investigación importante con más 
de 200 años de estudio y resultados. 
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En su libro, Childs [1] explicó que las primeras observaciones sobre la formación 
de la viruta fueron hechas por Tresca y por Mallock. En 1878, Tresca [2] presentó sus 
trabajos en cuales propone nuevas ideas sobre la forma de la herramienta y la 
profundidad de corte óptimas. Tresca, que publicó una foto explicativa de la formación 
de viruta ilustrada en la figura 1.8-a, insistió sobre la necesidad de adoptar un enfoque 
mecánico para estudiar el proceso de mecanizado. 
Mallock [3] publicó en 1881 una imagen presentada en la figura 1.8-b en la cual 
pone de manifiesto que la formación de la viruta es debido al fenómeno de cizallamiento 
del material en la zona primaria. Gracias a unas observaciones realizadas con un 
microscopio óptico que sólo aumentaba 5x el tamaño de los objetos, Mallock estableció 
otro principio importante del mecanizado: la fricción entre la herramienta y la viruta es 
determinante en el proceso de la formación de la viruta. Por otra parte, Childs [1] indica 
en su libro que Mallock [3] propuso en sus trabajos la idea de que la viruta tenía un 
espesor que minimizaba la energía de fricción. Esta idea es parecida a la hipótesis 
formulada por Merchant más de 60 años después. 
 
Figura 1.8: Ilustraciones sobre la formación de la viruta según Tresca (a) y Mallock (b). 
En otra publicación importante presentada en 1907, Taylor [4] concluyó 25 años 
de trabajos sobre el proceso de mecanizado, insistiendo sobre el destacado papel de los 
fenómenos térmicos en la optimización de la duración de vida de las herramientas de 
corte. Taylor introdujo los aceros rápidos como material de corte, demostrando que 
éstos mejoraban la resistencia a las temperaturas altas, lo que permitió mecanizar 
piezas a mayores velocidades de corte, aumentando la productividad. 
a) b) 
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3.3. Las primeras teorías para la predicción de los resultados 
La modelización analítica del proceso de mecanizado 
En 1945, Merchant [5] publicó el primer modelo predictivo centrado en la 
operación de arranque de material. Este modelo sigue siendo hoy uno de los más 
importantes y de los más utilizados en el ámbito académico. Merchant se centró en el 
corte ortogonal, con lo que su modelo se basa en un análisis bajo la hipótesis de flujo de 
material en el plano perpendicular al filo de corte (deformación plana), figura 1.9. El 
material fue considerado de tipo plástico perfecto y el contacto entre la viruta y la 
herramienta fue definido como totalmente deslizante bajo una relación de tipo 
Coulomb con un coeficiente de fricción constante. La hipótesis más importante de este 
modelo era que la formación de la viruta se originaba en el plano de espesor 
infinitesimal (AB), llamado zona primaria de cizallamiento, donde el material cambia 
instantáneamente de dirección. Esta hipótesis proviene en realidad de las observaciones 
experimentales publicadas por Ernst [6] en 1938. El plano (AB) define con la dirección 
de corte el ángulo de cizallamiento φ  y Merchant [5] propone que el ángulo de 
cizallamiento φ  minimiza la fuerza de corte. 
 
t1 φ  
Zona primaria 
de cizallamiento 









Figura 1.9: Modelo de corte ortogonal publicado por Merchant [5]. 
La simplicidad del modelo de Merchant ha contribuido a su amplia utilización 
por parte de distintos investigadores. Sin embargo, el modelo de Merchant no predice 
satisfactoriamente los resultados obtenidos en los ensayos experimentales. 
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Varios trabajos han sido publicados recientemente para criticar la 
determinación del ángulo φ  a partir del principio de minimización de la energía. Bäker 
[7] quiso comprobar la validez del modelo de Merchant mediante la simulación 
numérica. El autor publicó un estudio numérico donde consideraba todas las hipótesis 
de Merchant y analizaba los resultados. Bäker [7] constata que el principio de 
minimización de la energía juega un papel muy importante en la formación de la viruta, 
particularmente en su segmentación a altas velocidades de corte, pero que ese principio 
no determina el valor de φ . A pesar de basarse en las mismas condiciones que las 
expresadas previamente por Merchant, los resultados de Bäker no se corresponden con 
los de Merchant, porque el modelo analítico de este último cuenta con un defecto 
importante en la definición de la cinemática de la formación de la viruta. Ese detalle ha 
sido discutido por Molinari & Moufki [8], que consiguieron identificar el fallo en el 
modelo analítico y corregirlo. 
 
*φ  


















Figura 1.10: Modelo modificado de Merchant propuesto por Molinari & Moufki [3]. 
Molinari & Moufki [8] propusieron un modelo de Merchant modificado que 
mejora la definición de la cinemática del problema. Los autores incluyen un criterio de 
estabilidad suplementario para la morfología de la viruta. Concretamente, este nuevo 
modelo, ilustrado en la figura 1.10, toma en cuenta una forma suavizada de la superficie 
libre en la base de la viruta que permite corregir el valor del ángulo de cizallamiento. 
Existen otros modelos analíticos de corte ortogonal desarrollados para predecir 
las fuerzas de corte. Los más populares dentro de la comunidad científica son los de Lee 
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& Shaffer [9] y de Oxley [10]. El modelo de Lee & Shaffer [9] fue publicado en 1951. Este 
modelo, desarrollado después por Kudo [11], y luego también por Dewhurst [12] 
(mejorando la predicción de la curvatura de la viruta), se centra en el estudio de la 
formación de la viruta, a través de un análisis de la respuesta de tipo plástico del 
material. En el modelo, Lee & Shaffer [9] suponen un espesor infinitesimal de la zona 
primaria como en el modelo de Merchant y consideran el material de la pieza como 
rígido-plástico perfecto despreciando los efectos del endurecimiento y de la velocidad 
de solicitación en la respuesta del material. La principal aportación de este modelo es 
que considera un contacto plástico en la interfase. Concretamente, en este modelo el 
valor de la fricción se considera en términos microscópicos, definiendo un coeficiente de 


















Figura 1.11: Modelo de corte ortogonal desarrollado por Oxley [10]. 
Oxley [10] desarrolló un modelo termo-mecánico considerando un 
comportamiento termo-visco-plástico para el material además de definir un espesor no-
infinitesimal para la zona primaria de cizallamiento. Asimismo, definió en la interfase 
un contacto de tipo no plástico donde la materia no desliza sobre la herramienta. Esta 
hipótesis tiene como consecuencia la aparición de la zona secundaria de cizallamiento, 
figura 1.11. Es importante destacar que este modelo de corte ortogonal considera la 
fricción como un fenómeno de cizallamiento del material dentro de la viruta a lo largo 
de la zona de contacto. 
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3.4. El contacto en la interfase viruta/herramienta 
El contacto entre la herramienta y la viruta es un aspecto clave para la 
comprensión del proceso de mecanizado. La fricción ha sido un tema investigado y 
discutido desde el principio. Las fuerzas de corte y de avance no permiten obtener 
conclusiones acerca de la interacción local en la interfase. La obtención de las tensiones 
normales y de fricción proporciona este tipo de información. 
Durante una operación de mecanizado, las fuerzas de corte que se miden suelen 
ser muy altas sobre todo teniendo en cuenta las zonas de contacto entre herramienta y 
pieza son muy pequeñas. Esto es consecuencia de las elevadas tensiones entre la 
herramienta y el conjunto pieza/viruta. 
Takeyama & Usui [13] publicaron en 1958 un estudio sobre la variación de las 
fuerzas de corte con respecto a la superficie de contacto. Para esto, los autores 
utilizaron una herramienta diseñada para mantener la superficie de contacto constante. 
La principal conclusión de este trabajo era que la fuerza de fricción es proporcional a la 
superficie de contacto, es decir, la tensión de fricción media en la interfase es constante. 
Además, los autores demostraron que esta tensión de fricción media es casi igual al 
límite elástico de cizalladura del material. 
Kattwinkel en 1957 [14], Andreev en 1958 [15] y Usui & Takeyama en 1960 [16] 
fueron de los primeros en observar experimentalmente la distribución de las tensiones 
en la interfase. Para conseguirlo, estos autores utilizaron una herramienta foto-elástica 
para mecanizar plomo a bajas velocidades de corte (entre 0,02 m/s y 0,08 m/s). El perfil 
de las tensiones obtenido por Kattwinkel e Andreev es muy similar. La tensión normal 
disminuía fuertemente hasta el final del contacto siguiendo una ley de tipo potencia. La 
disminución de esta tensión obtenida por Usui & Takeyama es diferente, figura 1.12-a.  
Los autores observaron que la tensión normal presentaba un importante pico de 
tensión en el filo de corte, luego se estabilizaba en una pequeña parte de la interfase 
antes de volver a caer fuertemente en la segunda parte de la zona de contacto. La 
principal observación de Usui & Takeyama [16] era que la tensión de fricción 
presentaba una meseta a lo largo de la casi totalidad de la interfase antes de caer 
fuertemente al final del contacto, figura 1.12-a. Como en las demás publicaciones [14,15] 
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citadas por Hsu [17], este trabajo puso de manifiesto a posteriori, que el ratio de las 
tensiones, que uno puede asimilar a la fricción local en cada posición de la interfase, no 
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Figura 1.12: a- Distribución de la tensión normal y de cizalladura obtenidos experimentalmente 
por Usui & Takeyama [16]. b- Ratio de las tensiones que le corresponde. 
Las mismas tendencias de distribución de tensiones fueron publicadas por 
Zorev [18], que propuso en 1963 el modelo representado en figura 1.13. En este modelo, 
la tensión normal σ  disminuye fuertemente y no linealmente desde el filo de corte 
hasta el fin del contacto, siguiendo una ley de tipo potencia. pl es la zona de contacto 
plástico donde el valor de la tensión de fricción iguala a la tensión del limite elástico de 
cizalladura del material ( Yτ=τ ). cp lxl ≤≤  es la zona de deslizamiento donde, como 
consecuencia de la baja presión normal, la tensión de fricción es proporcional a la 
tensión normal según la relación clásica de Coulomb ( σµ=τ . ).  













Figura 1.13: Distribución de la tensión normal y tangencial en la interfase según Zorev [18]. 
Varios trabajos experimentales sobre la distribución de las tensiones han sido 
también publicados utilizando un dispositivo con una herramienta dividida (splits 
cutting tool) a lo largo de los años 60 y 70. Los más destacados son los trabajos de Hsu 
[17] y de Kato et al. [19]. A partir de resultados obtenidos por ensayos de torneado de 
aluminio a 8 m/s, Hsu propone una ley potencial para la tensión normal. El autor 
introduce también la idea de similitud geométrica de los resultados, concluyendo que 
dos procesos geométricamente similares (es decir, dos ensayos donde los ratios de la 
longitud de contacto por el avance, l/t1, son iguales) deben de tener la misma 
distribución de las tensiones en la interfase.  Wallace & Boothroyd y Takeyama 
criticaron estos resultados poniendo de manifiesto la dificultad que existe de 
extrapolar, a partir de las fuerzas de corte,  la distribución de las tensiones en la 
interfase. Kato et al. [19] midieron las tensiones en la interfase para varios materiales 
(Al-O, Al-H, Cu, Pb, Pb-Sn y Zn) con varios avances y ángulos de desprendimiento, 
pero despreciando las medidas cerca del filo de corte. Los autores demostraron que la 
distribución de las tensiones en la interfase estaba relacionada con el tipo de material 
observado, tanto en la forma como en los niveles de tensiones medidos.  
En 1989, Childs et al. [20] obtuvieron experimentalmente para un acero dulce 
una distribución de tensiones de fricción similar a la de Kato et al. [19] utilizando una 
herramienta cortada. Childs et al. insistieron en el hecho de que las tensiones normales 
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que observó presentaban una meseta además de un fuerte pico de tensión cerca del filo 

























Figura 1.14: Distribución de las tensiones normales y de fricción a lo largo de la interfase viruta 
herramienta para un acero dulce según: a- Childs et al. [20], b- Lee et al. [21]. 
Unos años después, Lee et al. [21] se centraron particularmente en medir las 
tensiones cerca del filo de corte. Sus observaciones eran muy parecidas a las de Childs 
por cuanto a la meseta y al pico cerca del filo de corte que presentaba la tensión normal. 
Los autores mostraron que un pico de tensiones similar al de las tensiones normales 
existía también para las tensiones de fricción en esa misma zona, figura 1.14-b. 
3.5. Naturaleza del contacto en la interfase 
Mecanismos de la fricción entre la herramienta y la viruta 
Estudiar la distribución de las tensiones en la interfase viruta-herramienta es un 
campo de los más importantes en el mecanizado, ya que representa uno de los 
procedimientos experimentales más accesibles para obtener datos precisos sobre el 
estado real del contacto mecánico en esa zona. La existencia simultanea de una zona de 
adhesión y una zona de deslizamiento, pone en evidencia el carácter discontinuo y 
complejo del contacto en la interfase [16, 18, 20, 21]. Para ilustrarlo, el modelo 
presentado por Zorev [18], por ejemplo, describe dos relaciones para la tensión de 
fricción, τ , según que ésta esté situada en la parte pegada o deslizante del contacto, 
Ecuación.1. 
b) 




( ) Yx τ=τ ,  en la parte pegada,   (1-1-a) 
( ) ( )xx σµ=τ . , en la parte deslizante.  (1-1-b) 
donde Yτ  es el límite elástico de cizalladura del material de la pieza y σ  es la tensión 
normal en la posición x  sobre la interfase. 
En su libro, Shaw [22] explica que la fricción tiene un comportamiento 
diferente según que la presión en la interfase sea relativamente alta o relativamente 
baja: para las presiones relativamente bajas, el ratio de la tensión de fricción entre la 
tensión normal tiene un valor constante para un par de materiales en contacto, 
independientemente de la presión aplicada (siempre que sea baja), de la velocidad de 
deslizamiento relativa entre los dos sólidos, de la temperatura, del estado de las dos 
superficies en contacto y de la superficie de contacto aparente. Shaw insiste en que 
estas observaciones, que eran conocidos por los trabajos de Amontons (1699) [23], no 
son válidas para el mecanizado, como lo demuestran algunos trabajos experimentales 
citados previamente [6, 13, 14-21]. 
En el caso de un contacto con altas presiones, el valor de la fricción medida para 
un par de materiales en contacto depende de varios parámetros, principalmente del 
nivel de la presión aplicada pero también de la temperatura en la interfase y de la 
velocidad relativa de deslizamiento de un sólido con respecto al otro. Varios trabajos 
publicados posteriormente consolidan estas hipótesis. Por ejemplo Lim et al. [24] 
observaron en 1989 que la fricción obtenida depende fuertemente de la rugosidad en la 
interfase para velocidades de corte inferiores a 1m/s. Para las velocidades de corte 
superiores, los autores mostraron que la fricción depende tanto de la velocidad como de 
la presión normal aplicada en la interfase. 




Figura 1.15: Dispositivo de medición de la fricción publicado por Philippon et al. [25]. 
Philippon et al. [25] publicaron en 2004 un trabajo donde presentaban un 
dispositivo experimental de medición de la fricción entre dos sólidos, figura 1.15. La 
ventaja principal de este dispositivo era que se podía controlar y variar la presión entre 
las dos piezas que friccionan entre sí. De esta forma, los autores publicaron para un 
material dado la variación de la fricción con respecto a la velocidad y a la presión 






Figura 1.16: Variación de la fricción deslizante en función de la velocidad para: un contacto 
carburo/acero obtenido por Sutter et al. [81](izquierda); un contacto acero/acero obtenido por 
Philippon et al. [25] (derecha). 
Los resultados de Philippon et al. [25] tienen la particularidad de estar 
relacionados únicamente con el tipo de contacto deslizante. Así pues, uno puede 
observar, a partir de estos resultados, que existen dos tendencias para describir la 
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variación de la fricción con la velocidad de deslizamiento relativa entre dos superficies 
a presión constante: 
• A bajas velocidades de deslizamiento (hasta unos 3m/s), el coeficiente de 
fricción obtenido aumenta fuertemente con la velocidad. 
• A altas velocidades de deslizamiento (a partir de 3m/s), la fricción 
obtenida disminuye con el aumento de la velocidad aunque también se 
observa que para bajas presiones aplicadas entre las dos superficies, la 
fricción tiende a aumentar ligeramente a partir de altas velocidades de 
deslizamiento (30 m/s). 
Con relación a la influencia de las tensiones normales aplicadas en el 
comportamiento de la fricción, aunque la tendencia no esta clara del todo por el 
pequeño intervalo de las presiones aplicadas en la figura 1.16, Philippon et al. observan 
que las presiones no juegan un papel importante, salvo a altas velocidades donde, al 
contrario de los resultados obtenidos para las bajas presiones, los coeficientes de 
fricción obtenidos para altas presiones se estabilizan alrededor del valor 2.0=µ . 
Recientemente, varios autores [26-28] estudiaron la variación de la fricción seca 
en función de la velocidad para varios aceros utilizando un dispositivo experimental de 
tipo “pin-on-disk” ilustrado en la figura 1.17. 
 
Figura 1.17: Dispositivo de medición de la fricción utilizado en [26-28]. 
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Los resultados obtenidos por Bonnet et al. [26] para el AISI 316L y por Rech et 
al. [27] para el AISI 1045 confirman los resultados de Philippon et al. [25] aunque, la 
comparación de estos nuevos trabajos aporta nuevas aclaraciones sobre el 
comportamiento de la fricción con relación al tipo de material estudiado.  
    
    
Figura 1.11: Variación de la fricción en función de la velocidad utilizando un dispositivo de 
medición de tipo “pin-on-disk” para los aceros: AISI 316L según Bonnet et al. [26] (Izquierda) y  
AISI 1045 según Rech et al. [27] (Derecha). 
En efecto, en las figuras 1.11 y 1.12 se observa que: 
• La fricción obtenida depende fuertemente del tipo de material utilizado 
sobre todo a bajas velocidades. Este resultado es válido para un estado 
de superficie equivalente, ya que las superficies de contacto de los 
materiales ensayados han sido mecanizados de igual manera en el mismo 
dispositivo experimental. 
• Un valor asintótico de la fricción, que depende del tipo de material 
utilizado (entre 0.2 y 0.25), se alcanza a partir de una velocidad crítica 
que también depende del material. Además, Zemzemi et al. [28] 
demuestra que estos valores no dependen de la geometría del dispositivo 
utilizado ya que en su publicación Zemzemi compara los resultados 
obtenidos para varios diámetros de la cabeza del pin.  





Figura 1.12: Variación de la fricción en función de la velocidad y de la presión para un acero 
AISI 4142 según Zemzemi et al. [28]. 
En 1956, Finnie & Shaw [29] relacionaron la física del fenómeno de la fricción, 
para las altas presiones, con el efecto de Moore [30] donde,  como consecuencia de la 
plastificación excesiva de una de las dos superficies en contacto, el ratioR  entre la 
superficie de contacto real y la superficie de contacto aparente, aumenta de forma 
logarítmica para alcanzar valores mayores que 1, a partir de un cierto nivel de presión. 
El comportamiento de la fricción entre dos superficies puede entonces ser modelado 
con una ley de tipo exponencial, donde se distinguen 3 regímenes de fricción en función 
del nivel de tensión normal aplicada entre la dos superficies [31]: 
• σ  bajo⇒ R << 1: σµ=τ . : (donde la fricción es constante) El tipo 
de contacto es entonces totalmente deslizante; 
• σ  transición⇒ R < 1: Una fase de transición; 
• σ  alto⇒ =R 1: Yτ=τ : la tensión de fricción es igual a la tensión 
del límite elástico de cizalladura del material. Y 
esto, independientemente de la presión aplicada. 
El contacto se produce con adhesión completa. 
La mayoría de los ensayos experimentales llevados a cabo para estudiar la 
fricción en la interfase se han centrado en el estudio de la distribución de las tensiones 
(ver apartado 2.3). Los altísimos niveles de presión observados cerca del filo de corte 
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fueron el principal argumento de varios autores, como por ejemplo Wallace & 
Boothroyd [32] en 1964 o Bailey [33] en 1975, para sugerir la existencia de una zona de 
contacto pegado localizada cerca del filo de corte. 
En realidad, en un trabajo publicado en 1979 por Doyle et al. [34], la 
equivalencia entre el hecho de tener altas presiones entre dos superficies en contacto y 
afirmar que tal condición implica un contacto pegado (hipótesis comúnmente 
encontrada en los trabajos relacionados con el mecanizado, sobre todo para modelizar 
el contacto cerca del filo de corte) ha sido muy discutida. Basándose en sus propias 
observaciones y notando que observaciones similares habían sido publicadas por 
Childs & Rowe en 1973 [35], Doyle et al. [34] publicaron las imágenes presentadas en 
la figura 1.17 donde se puede ver que en una pequeña parte cerca del filo de corte, el 
contacto es de tipo deslizante. Los autores explican que los mecanismos de 
deslizamiento en esta zona (zona 1-a) son diferentes de los de la zona 2 y, además, 
comparan este deslizamiento elástico en la zona 1-a con el modelo de la alfombra 
deslizante que ilustra la propagación de una dislocación en el material. 
    
Figura 1.17: Fotos, a diferentes escalas de la superficie de desprendimiento, de una herramienta 
de zafiro publicadas por Doyle et al. [34]. 
Por otra parte, Doyle et al. [34] profundizaron aún más en el análisis de las 
causas de la aparición de la zona de adhesión entre herramienta y viruta haciendo una 
campaña de ensayos donde variaban el porcentaje de oxigeno en la atmósfera. Los 
resultados mostraban que la oxidación del material en la interfase era un parámetro de 
gran importancia en cuanto al desarrollo del fenómeno de adhesión. 
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Shirakashi & Usui [36] se basaron en los trabajos de Finnie & Shaw [29] para 
proponer un modelo, Ecuación (1-2), que relaciona de forma continua la tensión de 
fricción con la tensión normal en los casos de bajas y altas presiones en la interfase: 
( )[ ]kek /.1 σµ−−=τ      (1-2) 
donde k  es la tensión límite de cizalladura del material en la zona primaria de 
deformación. 
Childs et al. [37] modificaron la ecuación (1-2) para mejorar la transición de 
bajas a altas presiones. En la relación (1-3), los autores introdujeron dos factores 
correctivos: el primero es un factor de fricción dependiendo de la temperatura, )(Tm , 
que impide en caso de contacto pegado, que la tensión de fricción sobrepase la tensión 
limite de cizalladura del material. El segundo parámetro empírico, n, controla la 
transición del contacto deslizante al contacto pegado. 






−=τ µσ−    (1-3) 
El autor nota que, como el producto km .  está limitado por Yτ  [38], la ecuación 
(1-3) es consistente con la relación (1-1). 
 Por otra parte, es importante destacar el trabajo publicado por Albrecht [39] en 
1960. La idea de Albrecht consistía en tener en cuenta el aspecto redondo de la punta de 
la herramienta, y de descomponer la superficie de contacto en una zona recta, la de 
desprendimiento, y otra redonda, la de la punta de la herramienta. Esta distinción entre 
las dos zonas permitiría, en principio, deducir el valor del coeficiente de fricción en la 
interfase, a partir de un estudio paramétrico donde se varía el valor del avance. El 
coeficiente de fricción venía dado por la curva que relacionaba las fuerzas de corte al 
avance; concretamente por la pendiente de la zona lineal de la curva obtenida a partir 
de un valor de avance crítico. Para pequeños avances, se suele observar 
experimentalmente un comportamiento no lineal. La identificación de la fricción por la 
metodología de Albrecht supone tres hipótesis importantes: 
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• La fuerza total que actúa sobre la zona recta del contacto (redondeo de 
punta excluido) es proporcional al avance. 
• La fuerza que actúa sobre la parte redonda es independiente del avance, 
salvo para los pequeños valores del avance. 
• La fricción en la zona recta del contacto es constante con respecto al 
avance. 
En la discusión del trabajo [39], M.C. Shaw apuntaba el hecho de que un trabajo 
similar había sido publicado siete años antes por M. Masuko[40]; además, las hipótesis 
en las que se basa esta metodología eran difícilmente previsibles. Particularmente, 
Shaw negó que la fuerza que actúa en la zona recta de la herramienta fuese 
proporcional al avance. 
3.6. Modelización numérica del proceso de mecanizado 
Los primeros modelos numéricos se remontan a los trabajos de Zienkiewicz [41] 
y Kakino [42] ambos publicados en 1971. Pero, son Shirakashi & Usui [43] quienes han 
desarrollado los primeros modelos numéricos termomecánicos con un comportamiento 
termo-visco-plástico para el material de la pieza. Utilizaron un programa iterativo para 
la formación de la viruta y implementaron una condición de fricción entre la viruta y la 
herramienta. 
Gracias al desarrollo de la capacidad de cálculo a partir de  1980, se han podido 
construir los primeros modelos a base del Método de los Elementos Finitos, llevando a 
cabo unos análisis globales del corte ortogonal. Strenkowski & Carrol [44] fueron así 
los pioneros de la modelización numérica del régimen estacionario de corte realizando 
una simulación de la formación de una viruta discontinua basada en un criterio de 
deformación plástica. Más tarde, con el fin de solucionar los problemas numéricos 
relacionados con las condiciones extremas propias a la formación de la viruta, Marusich 
& Ortiz [45] introdujeron en las simulaciones unas nuevas técnicas numéricas de 
adaptividad del mallado. Se trata de unos programas que gestionan la operación de 
remallado del modelo para optimizar la geometría de la malla, particularmente, cerca 
del filo de corte, con el fin de mejorar el fenómeno de separación del material. 
Capitulo I: Introducción y estado de arte del proceso de mecanizado  
 
 34 
Al principio, la modelización del proceso de corte ortogonal se basaban en la 
formulación lagrangiana, donde la deformación de la malla está directa y únicamente 
relacionada con la deformación del material solicitado. Pero cada vez hay más estudios 
publicados en el tema utilizando, para definir la malla del modelo, una formulación 
híbrida llamada A.L.E. (Arbitrary Lagrangian Eulerian) [46,47]. Una ventaja de esta 
formulación es que permite eliminar los problemas numéricos relacionados con la 
distorsión excesiva de los elementos en la interfase, obtenidos a causa de las muy altas 
deformaciones alcanzadas durante el cálculo, sin recurrir a un costoso programa 
iterativo de remallado automático. Pero sin duda la principal ventaja de la formulación 
ALE es que la separación del material al nivel del filo de corte se define 
geométricamente al construir el modelo, y eso sin tener que definir ningún criterio de 
separación de material (siempre elegido de forma arbitraria) [48]. Esto tiene la 
consecuencia de poder considerar unos niveles de fricción realistas entre la viruta y la 
herramienta, siendo una condición absolutamente necesaria para obtener, y 
comprender, los mecanismos que controlan el proceso de corte. De hecho, se sabe desde 
hace mucho tiempo que estos mecanismos están fuertemente relacionados con las 
condiciones de fricción en la interfase [49]. 
3.7. Modelización numérica de la fricción en las simulaciones de corte ortogonal 
En los estudios publicados sobre la simulación numérica del corte ortogonal, se 
distinguen varios conceptos del modelado del contacto tangencial entre la viruta y la 
herramienta. 
Como primer acercamiento al mecanizado, hemos de citar los trabajos por 
ejemplo de Miguélez et al [48] o de Bäker [50] donde se consideró una fricción nula en 
la interfase. Esta hipótesis se hizo para simplificar el análisis de los resultados 
obtenidos relacionados particularmente con la zona primaria de deformación (por 
ejemplo la variación del ángulo φ ). Los autores argumentaban que el dominio de 
validez de sus estudios cubre únicamente las altas velocidades de corte.  Para 
justificarlo, Bäker [51] se apoyó en las observaciones experimentales de Hoffmeister y 
de Gente, que enseñan que a grandes velocidades de corte, el coeficiente de fricción 
aparente baja de forma significativa. 
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De manera general, en las simulaciones numéricas, la fricción suele ser 
considerada por un coeficiente, a menudo constante, a través de la relación de Coulomb 
[52], que corresponde a la ecuación (1-1-b).  
σµ=τ .      (1-1-b) 
Inspiraros por el modelo de Zorev, numerosos trabajos han considerado lo que 
se llamó “modelo de Coulomb modificado”, donde se considera limitar la tensión de 
fricción a un valor determinado critτ , Ecuación (1-4). En la mayoría de los trabajos, como 
en él de Liu & Guo [53], esta limitación es la tensión limite de cizalladura inicial del 
material Yτ . Pero, también se implementó como valor limite para critτ  la tensión de 
rotura en cizallamiento del material [54]. 
( )critτσµ=τ ;.min     (1-4) 
Varios autores se interesaron en la forma del coeficiente de fricción que se ha de 
implementar en las simulaciones numéricas. Por ejemplo, Childs propuso en [55] que el 
coeficiente de fricción fuera dependiente de la velocidad de deformación plástica y 
Karpat & Özel [56] implementaron una ley de fricción que depende de la tensión 
normal. También, Childs estudia en [57] la elección de un valor límite de la tensión de 
fricción y su influencia sobre los resultados numéricos.  
Otra manera frecuentemente encontrada para la implementación de la fricción 
en las simulaciones numéricas considera, más que una relación entre la tensión normal y 
la tensión de fricción, una tensión de cizalladura, determinada como si fuera una 
condición de contorno en toda la interfase o sólo en la parte pegada del contacto. Este 
concepto de fricción está pre-implementado en varios códigos de elementos finitos 
como por ejemplo ADVANTEDGE y DEFORM. En este tipo de trabajos se suele definir 
previamente la longitud de contacto igual a 1x o 2x el avance; aunque dos tendencias se 
distinguen: la primera, utilizada por ejemplo en [58, 59], se basa en el modelo de corte 
ortogonal de Oxley descrito en [10], donde se considera que la totalidad del contacto es 
de tipo pegado (“tensión constante model”) según la siguiente relación: 
km.=τ      (1-5) 
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donde m  es el factor de fricción, un coeficiente empírico (valor típico 8.0=m ) y k  es la 








=     (1-6) 
donde Fc y Ft son respectivamente las fuerzas de contre y de avance. φ  el ángulo 
cizallado y t1 el avance. 
La segunda tendencia, expuesta en la ecuación (1-7), se inspira del modelo de 
Zorev [18] para dividir la zona de contacto ( clx ≤≤0 ) en dos partes distintas, la 
primera parte que contiene el filo ( plx ≤≤0 ) de corte es de tipo pegado y la segunda 
( cp lxl ≤< ) de tipo deslizante. En esta tendencia, la proporción de zona pegada suele 
ser implementada a partir de ensayos experimentales [42, 60]. 
km.=τ , para ( plx ≤≤0 )   (1-7-a) 
σµ=τ . , para ( cp lxl ≤< )    (1-7-b) 
Varios estudios sobre la comparación de los modelos de fricción han sido 
publicados estos últimos años [61-64]. En la mayoría de los casos, se trata de confrontar 
los diferentes modelos de fricción implementados por defecto en los códigos de cálculo 
por elementos finitos. La validación de los resultados numéricos siempre pasa por la 
confrontación con los datos experimentales correspondientes en término de fuerzas de 
corte y espesor de viruta, y alguna vez en términos de temperatura máxima. Todos estos 
trabajos insisten en el hecho de que la elección del modelo de fricción entre la viruta y la 
herramienta tiene gran influencia en los resultados numéricos. 
En 1995 Shi et al. [60] publicaron un trabajo donde presentaron un modelo 
termomecánico de corte ortogonal bajo la formulación lagrangiana, con una 
herramienta de punta perfecta e implementaron un criterio de separación de material 
para conseguir la formación de la viruta. Los autores variaron el ángulo de 
desprendimiento (entre 15º y 30º) y el coeficiente de fricción implementado (entre 0 y 
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0.6) para una velocidad de corte de 2.54m/s y un avance de 0.254mm. El modelo de 
fricción utilizado en este trabajo era dado por la ecuación (1-4) con una interpretación 
poco común de la variable critτ . Se implementó como tensión limite de cizallamiento, la 
tensión de rotura en cizallamiento del material. Las principales conclusiones de Shi et al 
fueron que los resultados numéricos eran consistentes con las observaciones 
experimentales pero, al mismo tiempo, notaron que estos resultados numéricos eran 
muy dependientes del coeficiente de fricción implementado. Cabe destacar en este 
trabajo que, en los cálculos numéricos, los autores obtenían el régimen estacionario a los 
pocos milisegundos.  
Tipo de código: DEFORM 2D MSC MARC AdvantEdge 
Método de 
integración: Implícito Explicito 
Criterio de separación: SI NO 
Modelo de fricción: Tensión constante (5) Coulomb 
Parámetros: 2.0=m ,  4.0=m   y 7.0=m  2.0=µ , 4.0=µ   y 5.0=µ  
Remallado automático: SI 
Avance: 0.05 mm   y    0.1 mm 
Áng. desprendimiento: 20º    y   25º 
Velocidad de corte: 0.35 m/s 
Variables analizadas: cF  , tF  , 2t  , cl  y  φ  
Tabla 1.1: Síntesis de los modelos numéricos comparados en [61]. 
Bil et al. [61] centraron sus observaciones, publicadas en 2004, en la 
comparación de los resultados numéricos dados por diferentes códigos de Elementos 
Finitos: MSC MARC y DEFORM 2D (con formulación implícita), y Thirdwave 
AdvantEdge (con formulación explicita). Los autores notan que los códigos MSC Marc 
y Thirdwave AdvantEdge no utilizan ningún criterio de separación de material, ya que 
la viruta se forma por un remallado continuo de las zonas deformadas plásticamente. 
Pero, en el caso de DEFORM 2D, es imprescindible implementar un criterio de daño 
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para el cual los elementos más deformados se ven eliminados en cada operación de 
remallado. Los modelos analizados por Bil et al. [61] están resumidos en la tabla 1.1. 
Comparando los resultados numéricos con los datos experimentales obtenidos 
en las mismas condiciones, la tendencia general obtenida por los autores muestra que 
cuando la fuerzas de corte se acercan a los niveles experimentales, tanto el espesor de 
viruta como la longitud de contacto y el ángulo de cizallamiento se alejan de ellos. 
También, Bil et al. observan que la variación entre las fuerzas de corte, obtenidas para 
los diferentes códigos, puede alcanzar el 300% (el peor resultado ha sido obtenido con 
AdvantEdge con un coeficiente de fricción constante de 0.5) con respecto a los 
resultados experimentales. En cuanto a las fuerzas de avance, las predicciones 
numéricas no son buenas. Los autores observaron que son negativas para las pequeñas 
fricciones cuando se utiliza el modelo de cizallado constante (Tensión constante). 
Físicamente, esto significaría que durante el corte, la herramienta está empujada dentro 
de la pieza. En efecto, el alto valor positivo del ángulo de desprendimiento hace que la 
componente vertical de la fuerza normal a la superficie de desprendimiento sea superior 
a la componente vertical de la fuerza de fricción. Estas observaciones dejan de ser 
ciertas para grandes valores de fricción. Cabe destacar que tampoco se obtiene este 
fenómeno cuando se utilizó el modelo de fricción de Coulomb (Caso de AdvantEdge). 
Por otra parte, Bil et al. sugieren sin demostrarlo que la tensión de fricción no está 
limitada por la tensión limite en cizallamiento del material en el caso del modelo de 
Coulomb. 
Aunque la conclusión de los autores era que la dispersión y la mala predicción 
de los resultados numéricos es principalmente debida a la modelización de la 
separación del material durante el corte, para profundizar en el análisis de este trabajo, 
haría falta un dato que Bil et al. no presentan en su articulo, y que es el radio de la punta 
de herramienta utilizado en cada caso. 
Childs [44] publicó en 2006 un artículo sobre la validez de la implementación 
del modelo de fricción de Coulomb entre la herramienta y la viruta. El autor realizó en 
AdvantEdge un modelo termomecánico de corte ortogonal de un acero de baja 
contenido en carbono con un avance de 0.1mm y una velocidad de corte que varia entre 
V=50m/min y V=250m/min. Childs implementó dos valores de coeficiente de fricción 
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( 4.0=µ  y 1=µ ) en el modelo dado por la relación (1-4). En su estudio, Childs 
propone limitar la tensión de fricción, no al límite en cizallamiento del material, sino  a 
una fracción *m  de ella: 
( )km .;.min *σµ=τ     (1-4-a).  
Childs [55, 64] constata que sus resultados numéricos no corresponden con los 
resultados experimentales obtenidos en las mismas condiciones y para el mismo 
material. Sobre todo, el autor muestra que la fricción aparente dada por sus 
simulaciones numéricas era diferente de la fricción implementada. Analizando un 
ejemplo con 4.0=µ  en [55] y 5.0=µ  en [57], Childs supone que esta variación se 
debe principalmente a la existencia de un radio de punta significativo del filo de corte y 
analiza su influencia en [57]. Concretamente, el autor varia el radio de la punta de la 
herramienta entre mr µ5=  y mr µ20=  para diferentes ángulos de desprendimiento 
α . Childs demuestra para 0=α  que la fricción obtenida después del cálculo tiende 
hacia el valor del coeficiente de fricción de Coulomb implementado inicialmente cuando 
se extrapolan los resultados para el radio de la punta de la herramienta a 0=r . Este 
resultado es para Childs [57] una prueba de la consistencia de este modelo con el hecho 
de que, en mecanizado, una parte importante del contacto es de tipo plástico y entonces 
no debe presentar el comportamiento descrito por el modelo de Coulomb que sólo 












(implementados en los 
modelos de fricción) 
Variables Output: 
(variación con respecto a los datos 




fricción m  
Coef. de 
fricción µ  cF  tF  cl  φ  T  
Constant  shear (1-5) 818.0=m  . +55 +30 -37 +11 +3 
Mixto (1-7) 818.0=m  1=µ  +63 +52 -37 +13 -24 
Tensión constante 
Variable (1-3) 1=m  . +52 +22 -43 +12 +2 
Coulomb con 
coeficiente variable 
. ( )σµ=µ  +56 +39 -22 -2 +5 
Mixto con 
parámetros variables 
( )σmm =  ( )σµ=µ  +71 +69 -15 -5 -17 
Tabla 1.2: Síntesis de los modelos numéricos comparados en [62]. 
En su publicación del 2006 [62], Özel utiliza el código DEFORM 2D para 
construir un modelo numérico de corte ortogonal de un acero de bajo contenido en 
carbono, donde el ángulo de desprendimiento era 0=α , el avance era mmt 1.01 = , el 
radio de punta de la herramienta era mmr 02.0=  y la velocidad de corte valía 
/250 mV = min. 
El autor compara resultados experimentales, obtenidos para el mismo material 
en las mismas condiciones  por Childs en [65], con sus resultados numéricos donde se 
cambió el modelo de fricción en la interfase. Los parámetros de la fricción 
implementados por el autor son empíricos y han sido encontrados a partir de la 
distribución de las tensiones en la interfase, y utilizando la relación (1-6). Globalmente, 
Los resultados numéricos que ha obtenido Özel [62] siempre sobrestiman fuertemente 
las fuerzas de corte y de avance, mientras que las longitudes de contacto se ven 
significadamente subestimadas. Sin embargo, el autor observa que los resultados 
numéricos obtenidos con los modelos donde se implementaron valores empíricos, se 
aproximan mejor a los resultados experimentales. La conclusión de este trabajo era que 
los resultados numéricos están fuertemente relacionados con el modelo de fricción 
implementado. Como corolario a esta afirmación, Özel afirma la necesidad de analizar 
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con más profundidad la influencia de los modelos de fricción en la modelización 
numérica del corte ortogonal.  
Filice et al. [63] han publicado en 2007 un trabajo parecido al de Özel. Los 
autores compararon los resultados experimentales para un acero AISI 1045 con los 
resultados numéricos desarrollados en DEFORM 2D con varios modelos de fricción. En 
este estudio el ángulo de desprendimiento 0=α  y el avance mmt 1.01 = . El radio de 
punta de la herramienta no ha sido especificado y la velocidad de corte era 
/100 mV = min. La contribución de los autores se centraba en un extenso estudio 
paramétrico de los valores de las constantes de fricción ( 9.03.0 ≤≤ m  y 8.01.0 ≤≤ µ ). 
Comparando con los resultados numéricos de Özel, las fuerzas de corte obtenidas por 
Filice et al. [63] se aproximaban mucho mejor a las fuerzas experimentalmente (una 
variación máxima de 9%). Pero, mientras que las fuerzas de avance obtenidas por Özel 
sobrestimaban fuertemente las observaciones experimentales, las de Filice et al. eran 
mucho más bajas que los valores experimentales (entre 15% y 45% de diferencia). La 
conclusión de este trabajo era que los resultados numéricos eran poco sensibles a la 
variación de los parámetros de los modelos de fricción, lo que contrasta drásticamente 
con el estudio llevado a cabo por Özel. En las conclusiones del artículo, los autores 
insisten en el hecho de que este resultado es probablemente sólo valido para el material 
modelado (AISI 1045). 
Arrazola et al. [66] publicaron en 2008 un trabajo que destaca la importante 
influencia de la punta de la herramienta en la definición de la fricción en la interfase. En 
este estudio numérico Arrazola et al. [66] aplican el método propuesto por Albrecht 
[39] descomponiendo la zona de contacto entre la herramienta y la pieza en dos zonas 
distintas. Los autores fijan la longitud de la zona que contiene la punta de la 
herramienta a partir de unos resultados experimentales previos. Los autores ensayan 
dos modelos de fricción: El primero está definido como “discontinuo” y supone que en la 
parte recta del contacto, el modelo de fricción es de tipo Coulomb con un valor 
constante, y que en la zona cercana al filo de corte, el coeficiente de fricción depende de 
la longitud de contacto entre la herramienta y la viruta. El segundo modelo de fricción, 
llamado por los autores “modelo continuo”, define a lo largo de toda la interfase un 
modelo de fricción que depende de la longitud de contacto. Una de las desventajas 
principales de este modelo se encuentra en la medición de la zona de contacto ya que el 
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autor reconoce que ésta puede suponer una dispersión en las medidas experimentales 
obtenidas que puede llegar  hasta el 50% del valor medio, lo que afectaría de manera 
importante a las constantes a implementar en el modelo numérico. 
4. Objetivo de la tesis 
Los fenómenos de contacto entre la herramienta y la viruta han sido 
previamente estudiados desde el punto de vista experimental. Por otra parte, las teorías 
analíticas utilizadas para reproducir los efectos de la fricción presentan grandes 
simplificaciones con respecto a la realidad del contacto. Asimismo, se puede afirmar que 
tanto en los trabajos analíticos como en los estudios numéricos, solo se encuentran dos 
tipos de formulaciones para modelar el contacto tangencial en la interfase: modelo de 
Coulomb, con un coeficiente constante en la mayoría de los casos, – para los contactos 
deslizantes –, y modelo de “Tensión constante” – para los contactos pegados –, o una 
combinación de los dos. 
En trabajos numéricos publicados recientemente [44, 55, 61-64], se ha puesto de 
manifiesto la influencia del modelo de fricción en los resultados. Se observó una 
importante dispersión de los resultados numéricos con los valores del coeficiente de 
fricción implementado. Incluso en [44], la validez del modelo de Coulomb fue 
cuestionada para el modelado del proceso de arranque de viruta. Ninguno de estos 
trabajos ofrece un análisis sistemático y completo centrado en la interfase, y que 
explique los efectos del modelo de contacto en los resultados numéricos. Por otra parte,  
no se han centrados en estos trabajos en desacoplar los efectos, sobre las fuerzas de 
corte, del modelo de contacto de las demás variables del problema, como la velocidad de 
corte, el avance o el coeficiente de Quinney-Taylor etc. 
En primer lugar, hay que recordar que el modelo de Coulomb implementado en 
los códigos numéricos no consiste únicamente en relacionar linealmente las tensiones 
normales y tangenciales mediante un coeficiente µ , constante o variable, en las zonas 
de contacto deslizante. Este modelo también implica que el contacto se vuelve de tipo 
no deslizante cuando la tensión de fricción τ  supera el producto ( σµ . ). Es decir, con 
esta configuración, se puede obtener un contacto pegado de otra manera que con la 
implementación del modelo basado en la teoría de tensión constante. 
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En segundo lugar, considerar e implementar una tensión de cizalladura 
constante para modelar la zona pegada, es una hipótesis poco cercana de los datos 
experimentales expuestos previamente en [19, 21, 22]. En la zona de contacto pegado, la 
tensión de fricción iguala la tensión límite elástica en cizalladura del material por lo 
que, varía con el tipo de material de la pieza mecanizada, pero también con las variables 
locales (deformación, velocidad de deformación y temperatura…) en la interfase.  
En este trabajo de tesis doctoral, se propone desarrollar un modelo numérico de 
corte ortogonal. Con este modelo numérico, se llevara a cabo un estudio paramétrico 
exhaustivo, donde se cuantificaran y se analizaran, en un amplio intervalo de 
velocidades de corte, los efectos del modelo de Coulomb sobre el tipo de contacto 
obtenido en la interfase. 
Concretamente, en una primera etapa, se estudiará como afecta el aumento de 
los niveles de los coeficientes de fricción constantes a las variables locales a lo largo de 
la interfase en ambos aspectos mecánico y térmico. También se analizará el 
comportamiento de los resultados numéricos con respecto al aumento de la velocidad 
de corte, a coeficiente de fricción constante. 
Luego, estos efectos termomecánicos se relacionaran tanto con el tipo de 
contacto obtenido (adherente o deslizante), como con la cinemática de la formación de 
la viruta que le corresponde. 
Por último, se analizaran y se confrontaran los resultados numéricos obtenidos, 
con los diferentes coeficientes de fricción constantes, con resultados experimentales. Se 
analizaran tanto los puntos fuertes como los puntos débiles de la modelización del 
contacto con un coeficiente de fricción constante. Y, finalmente, se implementaran dos 
coeficientes de fricción variables, dependiendo de la velocidad relativa de deslizamiento 















Modelización numérica del corte ortogonal 
y validación del modelo. 
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Seria una equivocación pensar que el único objetivo de las simulaciones 
numéricas en la temática del mecanizado, es la predicción de los resultados 
experimentales. Todavía no existe un modelo predictivo versátil y preciso. Las 
herramientas numéricas tienen que ser entendidas como una extensión natural de las 
teorías analíticas, donde la complejidad de los acoplamientos termomecánicos hace 
difícil la concepción de un modelo de corte generalizado. La modelización numérica 
representa una excelente alternativa para profundizar y completar los trabajos 
analíticos y experimentales. En efecto, al contrario del enfoque experimental, las 
simulaciones numéricas permiten estudiar un único aspecto del proceso de corte 
variando un único parámetro numérico, para aislar y después identificar, la influencia 
de este parámetro sobre los resultados. Como consecuencia, la interpretación de los 
resultados experimentales puede ser mejorada y la modelización analítica completada.  
2. Consideraciones generales 
Este trabajo de tesis doctoral se centra en los aspectos termomecánicos de la 
formación de la viruta. Para simplificar la problemática, nos hemos centrado en la 
configuración más sencilla del mecanizado: el corte ortogonal donde el ángulo de corte 
0=λ  en la figura 2.1. En este caso particular, la velocidad de corte es perpendicular al 
filo de corte. Además, considerando que el ancho de corte es muy superior al avance, es 
razonable considerar el problema bajo la hipótesis de deformación plana. 
 
Figura 2.1: Esquema del modelo de corte general (corte oblicuo). 
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El Método de los Elementos Finitos (MEF) consiste en la discretización de un 
problema continuo inicial. Cuanto más fina es la discretización aplicada, mejor 
aproximación del problema continuo se obtiene. En el caso de la modelización del 
proceso de corte ortogonal la geometría y la velocidad de corte son datos conocidos, y es 
preciso definir los siguientes aspectos: 
• Material de la pieza y material de la herramienta. 
• Interacción entre la pieza y la herramienta. 
• Condiciones de contorno para la pieza y para la herramienta. 
• Método de integración (Implícito o explícito). 
• Formulación del problema (Lagrangiano, euleriano o ALE). 
• Mallado (talla, forma y tipo). 
Es un hecho conocido que los resultados numéricos pueden ser dependientes de 
los parámetros numéricos implementados. Lo ideal sería controlar la influencia en los 
resultados de todos y cada uno de los parámetros numéricos. Sin embargo, la influencia 
cruzada entre los parámetros durante una simulación hace muy difícil desacoplar las 
distintas contribuciones.  
El análisis paramétrico puede paliar este problema. Se trata de validar un 
modelo numérico definido con una configuración numérica dada, y mantener esta 
misma configuración en un estudio paramétrico donde sólo se cambia un parámetro 
tecnológico (por ejemplo: velocidad de corte, avance, ángulo de desprendimiento…).  La 
variación de los resultados sólo se debería, en este caso, a la variación del parámetro 
estudiado. 
El trabajo presentado en este capitulo se centra en explicar los modelos y 
formulaciones numéricas implementados para obtener el modelo numérico de corte 
ortogonal utilizado en esta tesis. El objetivo del desarrollo de este modelo es aprovechar 
las numerosas ventajas del Método de los Elementos Finitos para profundizar en el 
análisis de los fenómenos que están en el origen de la formación de la viruta, y 
particularmente en los fenómenos termomecánicos que actúan en la interfase 
viruta/herramienta. A continuación se detalla el modelo numérico de corte ortogonal 
implementado en el código de Elementos Finitos Abaqus®.  
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3. El modelo numérico de corte ortogonal 
3.1. Método de integración 
En Abaqus [67], existen dos posibilidades para resolver un problema numérico: 
con esquema de integración implícito o con esquema de integración explícito. El 
método implícito se basa en el algoritmo iterativo de Newton-Raphson donde se busca 
la convergencia de la solución del problema. 
En este trabajo se utilizó el método explícito que se basa en un enfoque 
dinámico donde las variables del problema en cada incremento están relacionadas de 
forma explícita (directa) con las soluciones del incremento anterior. De esta forma, 
definiendo las condiciones iniciales adecuadas, se inhiben los problemas de 
convergencia de los cálculos numéricos, en particular a altas velocidades de corte, o 
cuando se implementa una fricción significativa en la interfase. 
3.2. Formulación del problema 
Existen tres tipos de formulaciones para modelar numéricamente un problema 
mecánico mediante el Método de los Elementos Finitos: Lagrangiana, Euleriana y ALE. 
Formulación lagrangiana 
La malla se mueve solidariamente con el material. En el proceso de mecanizado, 
las grandes deformaciones, el fenómeno de localización de la deformación del material, 
los altos valores de la fricción en la interfase y sobre todo la separación del material 
cuando se forma la viruta hacen que esta formulación sea difícil de manejar incluso 
contando con los cada ves más eficientes algoritmos de remallado automático.  
Ventajas: 
 No se necesita definir una geometría de viruta previa.  
 Facilita la localización de la deformación: Capacidad de obtención de la 
segmentación de la viruta. 
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 Posibilidad de definir una etapa de enfriamiento de la pieza después de la 
operación de arranque de viruta: Posibilidad de obtención de las tensiones 
residuales inducidas por el mecanizado. 
Desventajas: 
 Distorsión excesiva de los elementos causada por las elevadas deformaciones 
alcanzadas en las zonas primaria y secundaria de cizallamiento cuando parte de 
la viruta se pega a la herramienta. 
 Necesidad de considerar un criterio de separación de material con un valor 
arbitrario para conseguir la formación de la viruta, aunque no es necesario en el 
caso de usar un remallado automático. 
 Grandes dificultades para obtener un contacto realista de forma clara, 
particularmente el contacto por adhesión.  
Formulación euleriana 
En esta configuración, el mallado está fijo en el espacio independientemente de 
las deformaciones que puede sufrir el material. La formulación euleriana se utiliza para 
resolver los tipos de problemas mecánicos que tratan con fluidos. 
Formulación A.L.E. (Arbitrary Lagrangian Eulerian) 
Es la más reciente de las tres formulaciones y es la que ha sido elegida para llevar 
a cabo el estudio presentado en esta tesis. Se trata de una configuración mixta que fue 
originalmente desarrollada para resolver problemas con interacción fluido/sólido [47] y 
se ha aplicado con éxito en la modelización del mecanizado. Esta formulación consiste 
en definir una parte de los condiciones de contorno del problema de tipo lagrangiano, y 
la otra parte de tipo euleriano. Mediante un algoritmo de optimización de la topología 
de malla (que no es una operación de remallado automático), la deformación excesiva 
de los elementos se ve reducida por medio de un reposicionamiento de los nodos 
Ventajas: 
 Elimina las distorsiones excesivas de los elementos en las zonas primaria y 
secundaria de cizallamiento  
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 No hay necesidad de considerar un criterio de separación de material. 
 La zona de contacto queda muy bien definida. Se puede observar claramente la 
existencia de los contactos deslizante y pegado. 
 Se pueden realizar grandes tiempos de cálculo con un numero reducido de 
elementos, ya que no es necesario definir toda la longitud del material por 
mecanizar. 
Desventajas: 
 Es necesario definir una geometría de viruta previa.  
 Imposibilidad de obtener la localización de la deformación: la segmentación de 
la viruta puede ser difícilmente modelada. 
3.3. Geometría y Condiciones de contorno 
3.3.1. Geometría 
Se ha desarrollado en Abaqus/Explicit el modelo de corte ortogonal en 2D con la 
geometría ilustrada en la figura 2.2.  
 
Figura 2.2: Esquema del corte ortogonal modelado en las simulaciones. 
La hipótesis de considerar el proceso en 2D se justifica cuando el valor de la 
relación del ancho de corte por el avance es muy superior a 1 (típicamente a partir de 
20). En Abaqus/Explicit, crear un modelo 2D simplemente es imponer que la 
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deformación siempre ocurra en el plano x – y. Con la formulación ALE, sólo es necesario 
definir los cuatro parámetros presentados en la tabla 2.1 e ilustrados en la figura 2.2. 
Avance 
t1 (mm) 
Radio de punta 
r (mm) 
Áng.  desprendimiento  
α  (grad) 
Áng.  Incidencia 
γ  (grad) 
0.1 0.015 0 4 
Tabla 2.1: Datos de la geometría del modelo de corte ortogonal. 
El tamaño de la viruta inicial depende de la simulación, ya que se ajusta 
mediante operaciones de ensayo-error al tamaño de la viruta final. Esta operación es 
imprescindible sobre todo a la hora de definir el alto de la viruta. Lo ideal sería de tener 
una viruta inicial que mida (de forma aproximada) 1.5 veces la longitud de contacto 
entre la viruta y la herramienta en el régimen estacionario. 
En cuanto a la herramienta, al principio, su tamaño no es un dato relevante para 
resolver la parte mecánica del problema. Sin embargo, se utilizó una herramienta de 
grandes dimensiones comparada con la geometría de la pieza y de la viruta, debido a 
consideraciones térmicas. 
3.3.2. Las condiciones de contorno 
Como se ha explicado, el modelo ha sido desarrollado bajo la formulación ALE, 
figura 2.3. En concreto, se han definido para la pieza varias superficies de tipo euleriano, 
donde se supone que un flujo de material atraviesa la superficie perpendicularmente 
con una velocidad predefinida o no. Las otras superficies son de tipo lagrangiano 
deslizante donde el material de la pieza fluye tangentemente a estas superficies e 
incluso puede deformarlas en el caso de presionarlas perpendicularmente (exactamente 
como si fuera un fluido dentro de una tubería). La herramienta ha sido modelada bajo la 
configuración lagrangiana clásica. 




Figura 2.3: Definición de las superficies lagrangianas y eulerianas en la formulación ALE. 
Se han definido los dos grupos de condiciones de contorno presentadas a 
continuación: 
Condiciones de contorno mecánicas 
Las condiciones de contorno mecánicas están ilustradas en la figura 2.4. La 
herramienta está empotrada por sus dos superficies exteriores. En cuanto a la pieza, 
primero, se definió un valor V para la velocidad de flujo del material 
perpendicularmente a las superficies eulerianas en la entrada y la salida de la pieza, 
excepto para la superficie euleriana de salida de la viruta, donde el valor de flujo del 
material a través de esta superficie es una de las incógnitas que se quiere resolver con las 
simulaciones.  La velocidad de flujo de material definida corresponde físicamente a la 
velocidad de corte del proceso ensayado. En este trabajo, el intervalo estudiado de 
velocidades de corte es smVsm /50/1 ≤≤ . 
En la base de la pieza no se permite el desplazamiento en la dirección 2. En la 
superficie euleriana de la viruta, no se permite el desplazamiento vertical pero si 
horizontal. El resto de las superficies son libres. 




Figura 2.4: Ilustración de las condiciones de contorno mecánicas del modelo de corte ortogonal. 
Condiciones de contorno térmicas 
La interacción térmica entre la herramienta y el conjunto viruta/pieza es parte 
de la modelización del contacto. La convección del calor para los dos sólidos no se ha 
considerado en ninguna de las superficies definiendo el contorno de las piezas permite 
el traspaso del calor fuera de los sólidos. Esta hipótesis es realista para los tiempos de 
cálculo considerados (del orden de la centésima de segundo). En un proceso de corte, 
hay dos fuentes principales de generación del calor:  
• Por deformación plástica en las zonas primaria y secundaria de cizallamiento. 
• Por fricción en la zona de contacto herramienta viruta/pieza. 
La configuración ALE para modelar el corte ortogonal describe un flujo continuo 
y constante de material a través del mallado definido por la geometría del problema. 
Esta importante convección de material hace que la interacción térmica de la pieza con 
el “exterior” sea despreciable una vez alcanzado el régimen estacionario. Pero el 
problema es diferente para la herramienta. La herramienta se modeló bajo la 
formulación lagrangiana con lo que se calentaría indefinidamente si no se le implementa 
una manera de difundir el calor. Resolver este problema supone el conocimiento previo 
y exacto del flujo de calor que sale de la herramienta. Además, implementar un valor 
demasiado alto para  la convección del calor fuera de la herramienta correspondería a 
una refrigeración excesiva de la herramienta afectando de forma clara a la distribución 
1 
2 
Capitulo II: Modelización numérica del corte ortogonal y validación experimental  
 
 54 
de la temperatura en el régimen estacionario en la interfase y acabaría interfiriendo en 
los resultados numéricos de las simulaciones. 
 
Figura 2.5: Ilustración de las condiciones de contorno térmicas del modelo de corte ortogonal. 
Una buena alternativa al problema del calentamiento excesivo de la herramienta 
es definir un tamaño de la herramienta grande de modo que se alcance el régimen 
estacionario antes de que llegue el flujo de calor a los bordes externos de la herramienta. 
En este trabajo se ha modelado una herramienta de 4mm de lado (teniendo en cuenta 
que el avance es 0.1mm). A partir de una serie de simulaciones previas, se observó que el 
tiempo que tarda una simulación al llegar al régimen seudoestacionario depende 
principalmente de la velocidad de corte implementada pero, globalmente, este tiempo 
es del orden del milisegundo. Es cierto que no se puede calcular con exactitud la 
distancia que recorre el calor en un milisegundo porque el nivel de la temperatura en la 
interfase se ve fuertemente afectado por la velocidad de corte aplicada, pero en el 
intervalo de las velocidades estudiadas se ha comprobado que en ninguno de los casos el 
flujo de calor llegó a los bordes externos de la herramienta con lo que se dio por válida la 
definición de las condiciones de contorno térmicas del modelo presentado. 
Una vez definidas la geometría y las condiciones de contorno, con base a las 
observaciones “reales” hechas durante los ensayos experimentales, es preciso definir la 
discretización espacial de la geometría del modelo o el mallado. 
1 
2 




La definición del mallado de un problema complejo como el corte ortogonal es 
una de las tareas más complicadas de la modelización numérica. 
• Primero, hay que encontrar un equilibrio entre el tamaño de los elementos más 
pequeños del mallado y el tiempo de cálculo que implica utilizar ese tamaño de 
malla porque, en una modelización con integración explicita, el incremento de 
tiempo de integración es proporcional al tamaño característico del elemento más 
pequeño de la malla. 
• Segundo, hay que conseguir uniformizar y afinar el mallado en las zonas de 
máximo gradientes, en nuestro caso las zonas primarias y secundarias de 
cizallamiento. 
• Tercero, como regla general, a efectos de eficiencia de cálculo, se minimiza el 
número de elementos. 
En este trabajo, el tamaño característico de los más pequeños elementos 
utilizados para la discretización de las zonas primarias y secundarias de cizallamiento, 
ha sido obtenida de tal manera que la zona primaria de deformación pueda contener 
unos diez elementos en su espesor, con el objetivo de tener una buena resolución, en el 
estudio, de esta zona caracterizada por fuertes gradientes, en concreto en las 
velocidades de deformación. 
Se observó en algunas simulaciones previas que el espesor de la zona primaria de 
deformación no varía, en un gran intervalo de velocidades de corte, midiendo alrededor 
de 50 micras. De esta forma pues, se definió el primer modelo de corte ortogonal con un 
tamaño medio de elemento de 4 micras de lado. 
Los resultados numéricos en términos de fuerzas de corte están algo alejados de 
los obtenidos experimentalmente por Moufki et al. [68]. Sin embargo, las tendencias 
numéricas reproducen fielmente el comportamiento observado durante los ensayos 
experimentales para considerar la validez del uso de tal tamaño de malla. Asimismo, hay 
que tener en cuenta que tanto la ecuación constitutiva cómo la modelización del 
contacto podría ser el origen de errores en la reproducción exacta del proceso de 
formación de viruta. 







Figura 2.6: Ilustración de la malla aplicada al modelo de corte ortogonal. 
Tipo de elementos de la malla: CPE4RT: 
C:  Cuadriláteros. 
PE: Deformación plana. 
4: 4 nodos formando un elemento. 
R: Integración reducida. 
T: Temperatura. 
Tamaño medio de los elementos en las zonas 
de interés: mµ4  
Capitulo II: Modelización numérica del corte ortogonal y validación experimental  
 
 57 
Por otra parte, también se observó en el capitulo V que los resultados numéricos 
en termino de fuerzas de corte alcanzaban un valor asintótico para grandes velocidades 
de corte. Un análisis extendido de estas simulaciones puso de manifiesto que, al 
contrario de la zona primaria, la zona secundaria de cizallamiento presentaba un 
espesor que se reducía fuertemente al aumentar la velocidad de corte. Este espesor 
disminuía tanto que, al final, resultaba que la zona secundaria venía definida apenas por 
dos capas de elementos, y a muy grandes velocidades de corte (30m/s y 50m/s) se 
observaba la localización de las deformaciones en una única capa de elementos en la 
interfase. Este problema fue resuelto, para nuestro intervalo de velocidades de corte, 
definiendo una nueva discretización espacial presentado en la figura 2.6 con un tamaño 
de malla de 2 micras.  Pasar de un tamaño de elemento de 4 micras de lado a 2 micras de 
lado supuso un aumento del tiempo de cálculo de las simulaciones por un factor que 
variaba entre 10 y 20 veces los tiempos anteriores dependiendo de la velocidad de corte 
aplicada. 
3.5. Materiales de la pieza y de la herramienta 
La herramienta ha sido modelada cómo un sólido elástico se elevada rigidez. Sus 
propiedades mecánicas y térmicas, típicas de un carburo, se resumen en la tabla 2.2: 
Propiedades mecánicas Propiedades térmicas 
Mod. de Young 
E (MPa) 
Coef. de Poisson 
ν  (.) 
Densidad 






1 e+06 0.3 12700 234 33.5 
Tabla 2.2: Constantes del material de la herramienta en el modelo de corte ortogonal. 
La pieza a mecanizar está formada por un acero AFNOR 42CD4, de propiedades 
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Propiedades mecánicas Propiedades térmicas 
Mod. de Young 
E (MPa) 
Coef. de Poisson 
ν  (.) 
Densidad 






2.02 e+05 0.29 7800 500 54 
Tabla 2.3: Constantes del material de la pieza a mecanizar en el modelo de corte ortogonal. 
El comportamiento de este material ha sido caracterizado por Molinari et al. 
[69] mediante la ecuación constitutiva de Johnson-Cook (2-1). 















































&   (2-1) 
Donde σ  es la tensión, pε  es la deformación plástica, pε& es la velocidad de 
deformación plástica y T  la variable de la temperatura. 0T = 293K es la temperatura 
ambiente y fT = 1793K es la temperatura de fusión del material. Los parámetros 
Johnson-Cook del 42CD4 se presentan en la tabla 2.4. 
A  (MPa) B  (MPa) C  n  0ε&  (s
-1) m  
612 436 0.008 0.15 5.77 e-04 1.46 
Tabla 2.4: Constantes del acero 42CD4 identificados para la ley constitutiva de Johnson-Cook, 
según [69]. 
En la literatura, se encuentran varios conjuntos de parámetros para modelar el 
comportamiento del 42CD4 con la ley constitutiva de Johnson-Cook. En la tabla 2.5 se 
encuentran algunos parámetros publicados en los trabajos numéricos. Las diferencias 
suelen estar relacionadas con el tratamiento químico o térmico que se utilizó durante la 
fabricación del acero. El tipo del material modelado en este estudio numérico ha sido 
utilizado en varios trabajos experimentales [68, 70] así que se dispone de datos 
experimentales con los que comparar los resultados numéricos. 
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Tipo: A  (MPa) B  (MPa) C  n  0ε&  (s
-1) m  
42CD4 [69] 612 436 0.0080 0.150 0.000577 1.46 
42CD4 U [71,66] 598 768 0.0137 0.209 0.001 0.807 
42CD4 Ca [71] 560 762 0.0192 0.255 0.001 0.660 
 Tabla 2.5: Constantes J-C de varios matices del acero 42CD4 publicados en la literatura. 
Es probable que una de las críticas más pertinentes que se pueden hacer al 
conocer los detalles de la ley constitutiva utilizada. Aunque la ecuación constitutiva de 
Johnson-Cook ha sido ampliamente utilizada para modelar los procesos de corte, no 
está libre de problemas. Durante un proceso de mecanizado las deformaciones, 
velocidades de deformación y temperaturas alcanzadas son muy altas. Particularmente, 
a elevadas velocidades de corte, las velocidades de deformación máximas obtenidas en 
las simulaciones numéricas son del orden del 1610 −s  y las temperaturas pueden 
alcanzar los 1700K. La relación empírica expresada en la ecuación constitutiva de 
Johnson-Cook puede ser inadecuada para modelar el comportamiento de un material 
cuya sensibilidad a la velocidad de deformación, expresada por el parámetro C  en (1), 
es grande.  
 
Figura 2.7: Comparación, para un acero dulce, de la ley de Johnson-Cook con resultados 
experimentales en términos de sensibilidad a la velocidad de deformación [72]. 
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Por ejemplo, en la figura 2.7 publicada en [72] uno puede observar cómo, a muy 
altas velocidades de solicitación, la ley constitutiva utilizada en de Johnson-Cook sigue 
siendo lineal en cuanto al logaritmo de velocidad de deformación cuando los ensayos 
experimentales indican a un crecimiento exponencial de las tensiones. 
En el caso del estudio numérico presentado en este informe, esta carencia de la 
ley de Johnson-Cook en modelar la respuesta del material a muy altas velocidades de 
deformación ha sido minimizada por la utilización del material elegido (42CD4). En 
efecto, la caracterización del 42CD4 por Molinari et al. [69] indica un parámetro C  
muy pequeño ( 008.0=C ) lo que se relaciona con escasa sensibilidad a la velocidad de 
deformación. 
3.6. Modelización del contacto entre pieza y herramienta 
Uno de los objetivos principales de esta tesis doctoral consiste en el estudio de 
del contacto en la interfase viruta/herramienta. En el modelo de corte ortogonal, es 
preciso prestar gran atención a la interacción termomecánica en la interfase. 
3.6.1. Interacción mecánica 
El modelo clásico de fricción de Coulomb (2-2) utilizado en este trabajo, define 
la tensión de fricción en la interfase como una función lineal de la tensión normal con la 
siguiente relación: 
( ) ( )xx σµ=τ . ,       (2-2) 
donde τ  es la tensión de fricción y σ  la tensión normal en la posición x  en la  interfase. 
El código Abaqus/Explicit [67], permite eligir diferentes opciones para describir 
el tipo de las dos superficies en contacto y definir el comportamiento normal y 
tangencial (o de fricción) del contacto. 
Este trabajo, no se centró en estudiar los modelos numéricos de contacto sino 
en utilizarlos para llevar a cabo un estudió paramétrico donde se investiga la influencia 
de la variación de la fricción en los resultados numéricos. Pero, se considero importante 
llevar a cabo un trabajo preliminar de estudio de consistencia del modelo de contacto 
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por utilizar. Así pues, se analizaron las diferentes opciones para modelar el contacto 
proporcionadas por Abaqus/Explicit. 
A continuación, se presentan dos simulaciones de corte ortogonal utilizando el 
modelo numérico desarrollado en esta tesis. El algoritmo de contacto tipo “Penalty” y el 
algoritmo de contacto tipo “Kinematic” disponibles en Abaqus/Explicit han sido 
implementados entre la pieza y la herramienta. Las otras especificaciones del modelo de 
contacto utilizado están presentadas en la tabla 2.6: 
 Tipo de contacto Tipo de superficie Ley de contacto 





La presión es una función 
exponencial de la        
inter-penetración 
Tabla 2.6: Propiedades de la interacción mecánica implementada en el modelo numérico. 
Es necesario eligir, para la superficie de la viruta, una superficie deformable de 
tipo “elementos” ya que la documentación de Abaqus [67] insiste en el hecho de que la 
elección de una superficie de tipo nodos es inadecuada para la obtención del fenómeno 
de adhesión, un fenómeno físico importantísimo para el estudio del proceso de 
mecanizado. 
La interacción tangencial en la interfase fue modelada bajo el clásico modelo de 
Coulomb (2-2) con un coeficiente de fricción constante µ = 0.74. El valor de la fricción 
ha sido obtenido para el mismo material y en las mismas condiciones de corte 
experimentalmente por Moufki et al. [68]. 
Los resultados numéricos obtenidos en términos de fuerzas de corte y espesor 
de viruta están representados en la tabla 2.7. También se introdujeron en esa tabla los 
datos experimentales publicados en [68]. 
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 Exp. “Kinematic” Err. (%) “Penalty” Err. (%) 
Fuerza de corte  
Fc (N/mm) 
280 237 15 280.5 0.2 
Fuerza de avance 
Ft (N/mm) 
206 97.5 53 163 21 
Fricción aparente  
Ft / Fc (.) 
0.74 0.41 45 0.58 22 
Espesor de viruta 
t2 (mm) 
0.17 0.26 53 0.30 76 
Tabla 2.7: Comparación entre los resultados experimentales y numéricos obtenidos con el 
mismo modelo de corte ortogonal pero para dos diferentes algoritmos de contacto. 
Se trata aquí de confrontar los resultados numéricos con los ensayos 
experimentales  pero sobre todo se quiere comparar los resultados numéricos entre sí 
para ilustrar la influencia de la elección del algoritmo de contacto en los resultados 
numéricos.  
La figura 2.8 muestra que el algoritmo de contacto afecta significativamente a 
los resultados numéricos ‘locales’ a lo largo de la interfase, no sólo en el nivel de los 
valores obtenidos sino también en la naturaleza misma de los resultados. En particular, 
uno puede observar que la longitud de contacto aumenta un 50% pasando de la 
formulación “Kinematic” a la formulación “Penalty”, figura 2.8-a. Además, la 
distribución de la velocidad de deslizamiento del material, figura 2.8-b, muestra que el 
algoritmo “Kinematic” predice solamente un contacto deslizante a lo largo de toda la 
interfase, excluyendo a la punta de la herramienta, pero que el tipo de contacto 
obtenido por el algoritmo “Penalty” se divide en dos zonas iguales: la primera de tipo 
adhesión y la segunda deslizante. Este resultado es de gran importancia para la 
interpretación de la distribución de la fricción entre la herramienta y la viruta. 





























































































Posicion en la interfase (mm)  
Figura 2.8: a- Distribución de tensiones, b- Velocidad de material y ratio de la fricción  en la 
interfase viruta/herramienta obtenidos por simulaciones con los dos algoritmos de contacto 
proveídos en Abaqus/Explicit. Fricción implementada: µ =0.74; Velocidad de corte: V =4 m/s. 
Los resultados numéricos son fuertemente dependientes del tipo de algoritmo 
de contacto utilizado incluso cuando se usa el mismo modelo de fricción. En nuestro 
caso ilustrado en la tabla 2.7, al nivel microscópico la mejor aproximación de las fuerzas 
de corte se obtuvo con el algoritmo “Penalty”, sin embargo el algoritmo “Kinematic” se 
acercaba más para la predicción del espesor de viruta. En esta etapa del análisis, sería 
erróneo basarse en estas observaciones macroscópicas para argumentar acerca del 
mejor algoritmo de contacto para el corte ortogonal y mucho menos para concluir sobre 
la validación del modelo de contacto a utilizar en las simulaciones numéricas. 
En efecto, el modelo de fricción de Coulomb implementado (2-2) estipula que 
un tipo de contacto deslizante entre dos sólidos corresponde a un ratio de las fuerzas 
(o tensiones) es igual al coeficiente de fricción implementado. En nuestro caso, se 
puede ver en la figura 2.8-b que la formulación “Penalty” es consistente con el modelo 
de Coulomb ya que, en la zona de contacto deslizante, la fricción obtenida alcanza el 
valor 0.74. Sin embargo, el algoritmo “Kinematic” combinado con una superficie esclava 
de tipo elementos presenta una clara inconsistencia. 
Como consecuencia de este trabajo preliminar, se ha decidido implementar el 
algoritmo de contacto “Penalty”, y el modelo de fricción de Coulomb dado por (2-2) en 
el trabajo presentado a continuación. 
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3.6.2. Interacción térmica 
 
Figura 2.9: Identificación de los focos de calor mediante la representación del mapa de los flujos 
de calor observados en el estado estacionario: Calor generado por deformación plástica en las 
zonas primaria y secundaria de deformación, respectivamente (1) y (2). Calor generado por 
fricción en las superficies de desprendimiento y de incidencia, respectivamente (3) y (4). 
En la modelización numérica utilizando el código cálculo por EF Abaqus, el 
contacto térmico entre dos superficies se define a través de dos parámetros: 
• Conductancia térmica entre las dos superficies (GAP HEAT CONDUCTION). 
• Generación del calor debido a la fricción (HEAT GENERATION). 
Conductancia térmica entre las superficies en contacto 
El traspaso del calor entre la herramienta y la viruta sigue siendo un punto muy 
discutido: 
Por una parte, desde el punto de vista mecánico, la presión altísima medida 
entre las dos superficies impone un tipo de contacto perfecto y esto nos lleva a 
considerar una condición de continuidad de temperatura en la interfase. 
Por otra parte,  se sabe que los materiales interactúan químicamente con el 
entorno (ya sea con oxígeno o con algún lubricante) y también interactúan entre sí. Hay 
veces que forman en la interfase una capa de material de diferente naturaleza que los 
dos materiales inicialmente en contacto. La presencia de este “tercer cuerpo” en la 
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interfase puede generar una cierta resistencia térmica entre la herramienta y la viruta y, 
entonces, la condición de continuidad de temperatura en la interfase sería discutible. 
Numéricamente, el flujo de calor q  que pasa de una superficie A a una superficie 
B es una función lineal del parámetro de conductancia térmica κ  entre las dos 
superficies A y B dada por la siguiente relación (2-3): 
( )BA TTq −= .κ     (2-3) 
donde AT  y BT  son las temperaturas respectivas de las dos superficies A y B. 
Un estudio paramétrico preliminar del parámetro de la conductancia térmica en 
la interfase muestra una baja influencia sobre los resultados numéricos macroscópicos. 
Salvo en el capitulo III, el valor de este parámetro κ en el modelo se considera 
KmW //2000 2=κ . Sin embargo, la variación del valor de la conductancia térmica en 
la interfase resulta ser un dato clave para el estudio de la partición del calor de fricción 
entre herramienta y viruta.  
Generación del calor debido a la fricción 
En esta parte, se trata de modelar la disipación en forma de calor de la energía de 
fricción y su partición entre las dos superficies en contacto. Numéricamente, cuando 
dos superficies están en contacto, la derivada de la energía de fricción disipada se define 
por la relación (2-4): 
VfQ ..τ=      (2-4) 
donde τ  la tensión tangencial entre la dos superficies y V es la velocidad relativa de 
deslizamiento de una superficie sobre la otra. La fracción de esta energía de fricción que 
se convierte en calor se define a través del parámetro f . En nuestro modelo, se 
consideró que la totalidad de la energía de fricción se disipa en forma de calor, entonces 
se implementó el valor 1=f . 
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La partición del calor debida a la fricción entre la herramienta y la viruta ha sido 
analizada en el capitulo III. En nuestro modelo numérico, se implementó una partición 
inicial equilibrada entre las dos superficies. 
4. Validación del modelo numérico 
En esta sección, se comparan resultados numéricos con datos experimentales, 
con el fin de comprobar la validez de las tendencias previstas por el modelo numérico 
de corte presentado en este capitulo. Para ello, se decidió estudiar la variación de las 
tensiones numéricas en las zonas primarias y secundarias de deformación, y comparar 
el factor de fricción obtenido numéricamente, con los resultados experimentales 
correspondientes que se publicaron en [37].  
Como se explicó en el capitulo I, Childs et al. [37] definieron un parámetro 
macroscópico m  definido por la relación Ykm τ=. , donde k  es la tensión límite de 
cizalladura del material en la zona primaria de cizallamiento, y Yτ  es la tensión límite 
de cizalladura del material en la interfase. El modelo de fricción propuesto por Childs 








−=τ µσ− . 
Para 8.0=µ , donde se obtuvo un contacto pegado entre la viruta y la 
herramienta, se evaluaron para cada velocidad de corte, la tensión límite media de 
cizalladura del material k  en la zona primaria de cizallamiento, figura 2.11, y la tensión 
límite media de cizalladura del material zsτ  en la parte de adhesión de la interfase. Los 
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media en la 
zona de 
adhesión (ºK) 
2 577 527 0.91 1058 
4 589 476 0.81 1116 
6 630 448 0.71 1176 
8 640 423 0.66 1204 
10 642 391 0.61 1240 
12 647 376 0.58 1274 
15 650 361 0.56 1288 
30 658 335 0.51 1368 
50 658 305 0.46 1391 
Tabla 2.8: Identificación en función de la velocidad de corte del factor de fricción m  en las 
simulaciones numéricas con un coeficiente de fricción implementado constante 8.0=µ . 
Implementando un coeficiente de fricción constante 8.0=µ , el factor de 
fricción calculado a partir de los resultados numéricos, presenta una elevada 
sensibilidad a la velocidad de corte, figura 2.10. En la tabla 2.8,  la tensión límite en la 
zona primaria sube sensiblemente (un 14%) con la velocidad de corte, en gran medida 
debido al aumento de la velocidad de deformación del material en esta zona. Al mismo 
tiempo, la tensión límite en la zona secundaria baja un 42% por efecto del aumento de la 
temperatura debida a la disipación en calor de la energía de fricción. 
En la literatura presentada en el capitulo bibliográfico, el valor escogido para 
definir el factor de fricción suele ser constante, y para los aceros cercano a 8.0=m . Sin 
embargo, recientemente, Childs [55] publicó unos resultados experimentales sobre un 
acero 0.45C en condiciones de corte similares a lo que se ha implementado en el modelo 
numérico (ángulo de desprendimiento 0=α , un avance mmt 1.01 = ), y en este trabajo, 
Childs observó una variación importante de m  y supuso que la variación del factor de 
fricción era debida al ablandamiento térmico del material.  


















































Figura 2.10: a) Variación en función de la velocidad de corte del factor de fricción m  en las 
simulaciones numéricas con un coeficiente de fricción implementado constante 8.0=µ . b) 
Variación del factores de fricción en función de la temperatura mediana en la interfase en las 
simulaciones numéricas con  8.0=µ  y experimentalmente por Childs [55] mecanizando un 
acero 0.45 C. 
Considerando los cálculos numéricos con un coeficiente de fricción constante 
8.0=µ , se puede observar que el factor de fricción disminuye a medida que la 
velocidad de corte aumenta, figura 2.10-a. Además, el valor 8.0=m  parece válido en un 
pequeño intervalo de velocidades de corte centrado en smV /4= . Pero, globalmente, la 
figura 2.10-b muestra una muy buena correlación entre los resultados numéricos 
publicados por Child en [37], y las predicciones numéricas obtenidas por el modelo de 
corte ortogonal. 
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smV /2=  smV /8=  smV /30=  
smV /4=  smV /15=  smV /50=  
 
Figura 2.11: Evolución de la tensión equivalente de Mises en la zona primaria de cizallamiento. 




En este capitulo, se presenta el modelo numérico de corte ortogonal que se usó 
para la obtención de los resultados analizados en los próximos capítulos. Se trata de un 
modelo termomecánico utilizando la formulación ALE, con un contacto tangencial en la 
interfase viruta/herramienta definido por el modelo de fricción de Coulomb. 
La comparación entre los resultados numéricos obtenidos con 8.0=µ  y las 
mediciones experimentales publicadas por Childs en [37], presenta muy buenas 
similitudes a pesar de las incertidumbres del trabajo experimental y de las 
simplificaciones inherentes a la modelización numérica. Esta buena correlación entre 
los resultados numéricos y experimentales nos proporciona un sólido argumento a favor 
de la validación experimental del modelo numérico desarrollado en esta tesis doctoral, y 
eso, en un amplio intervalo de velocidades de corte.  
El siguiente punto de este trabajo consistirá en llevar a cabo un estudio 
paramétrico sobre el coeficiente de fricción implementado en la interfase, para analizar 
la influencia de este valor, en las variables termomecánicas locales situadas en la zona 
de contacto viruta/herramienta. 
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Análisis del contacto termomecánico en la 
interfase. 
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1. Introducción 
Como se explicó en el primer capitulo de esta tesis, los trabajos numéricos sobre 
el corte ortogonal coinciden en concluir que los resultados numéricos dependen en gran 
medida del modelo de contacto implementado. Concretamente, estos trabajos 
mostraron que el modelo de fricción escogido para modelar la interacción 
termomecánica entre la viruta y la herramienta gobierna los niveles de fuerzas 
obtenidas. 
A continuación, se propone explicar como los resultados numéricos obtenidos 
están relacionados con el modelo de contacto implementado. En este capitulo, el 
análisis se centrará en explicitar la influencia del modelo de fricción en las variables 
locales a lo largo de la interfase viruta/herramienta. Se analizaran por separado las 
interacciones mecánica y térmica, y se explicitaran las relaciones entre los 
comportamientos de las variables locales en la interfase, y el tipo de contacto (adherido 
o deslizante) que se obtiene. 
2. Contacto mecánico 
En esta primera parte, se implementó un coeficiente de fricción de Coulomb  µ  
constante. Es decir, se supone que la fricción es independiente de las condiciones 
termomecánicas (presión normal, velocidad de deslizamiento del material de la pieza 
sobre la herramienta o temperatura en la interfase). Así pues, el valor de la fricción 
implementada es independiente de las condiciones de corte. A continuación, se analizan 
los resultados numéricos obtenidos por un estudio paramétrico considerando una 
operación de corte ortogonal con un ángulo de desprendimiento 0=α , un avance 
mmt 1.01 = , un radio de punta mr µ15=  y una velocidad de corte en el rango 
smVsm /50/1 ≤≤ . El valor del coeficiente de fricción implementado ha sido variado 
entre 0.0 y 1.0. 
La figura 3.1 presenta una comparación de la distribución, a lo largo de la 
interfase viruta-herramienta, de las tensiones normales σ  y de fricción τ  obtenidas por 
un cálculo numérico, junto con dos ejemplos experimentales de la literatura ilustrando 
la distribución de estas mismas tensiones para otros tipos de aceros. Cualitativamente, 
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la comparación entre los datos experimentales y los resultados numéricos obtenidos 
con el modelo presenta grandes similitudes: Se puede comprobar que las dos curvas 
numéricas tienen una forma de meseta a lo largo de la interfase, al igual que ocurre con 
las observaciones experimentales. También, se ha obtenido numéricamente un pico de 
la tensión normal situado en el filo de corte de una manera muy parecida a la que se 
observó experimentalmente. Por ultimo, la caída de las tensiones en la zona final del 
contacto es muy similar en los resultados numéricos y experimentales, particularmente 



























Figura 3.1: Distribución de las tensiones normales y de fricción obtenidas numéricamente para 
el acero 42CD4 (a) (velocidad de corte smV /8= , coeficiente de fricción 4.0=µ ), y 
experimentalmente para aceros por: (b) Childs et al. [20] y (c) Lee et al. [21]. 
c) 
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2.1. Fenómeno de de adhesión en la interfase: 
La distribución a lo largo de la interfase de la velocidad relativa de 
deslizamiento viruta/herramienta está representada en la figura 3.2 para los diferentes 
niveles de fricción implementados. Los resultados muestran la existencia de una clara 
zona de material adherido (“sticking”) para los coeficientes de fricción implementados 
6.0=µ , 8.0=µ  y 0.1=µ . 
La zona de adherencia se caracteriza por una velocidad de deslizamiento 
relativa nula o cuasi nula. Se puede observar como la longitud de la parte pegada 
aumenta ligeramente con el aumento del valor de fricción implementado. La velocidad 
de deslizamiento de la viruta sobre la herramienta no es homogénea a lo largo de la 
interfase: Solo para los coeficientes de fricción bajos ( 4.0≤µ ), la velocidad del material 
no es totalmente nula en la zona definida por el redondeo de la punta de la herramienta 
( mx µ150 ≤≤ ). Por tanto, en la superficie de desprendimiento, el material siempre 
sufre un aumento progresivo de la velocidad antes de llegar al valor estabilizado de 












































Figura 3.2: Velocidad de deslizamiento del material a lo largo de la interfase para una velocidad 
de corte smV /8=  y diferentes valores de coeficiente de fricción. 
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De acuerdo con la teoría de Mises de plasticidad ( 2J ), si la deformación 
plástica es gobernada por el fenómeno de cizallamiento, Entonces, todos los 
componentes del tensor desviador s  serian despreciables con respecto a τ== YXXY ss  
y obtendríamos: 
τσ 3=eq      (3-1) 
Bajo el régimen plástico, el criterio de plasticidad de von Mises tiene la 
siguiente forma: 
Yeq τσ 3=      (3-2) 
donde eqσ  es la tensión equivalente de Mises y Yτ  es la tensión límite en cizalladura. 
Finalmente, se obtiene la siguiente relación en el caso de la deformación plástica 
bajo cizallamiento: 
3eqY σττ ==     (3-3) 
Consideramos ahora un elemento material en la superficie de desprendimiento. 
De acuerdo con el modelo de fricción de Coulomb implementado en el modelo 
numérico, la tensión de fricción en la interfase se define por la relación presentada 
previamente ( ( ) ( )xx σµτ .= ). Por otra parte, físicamente, esta tensión está limitada 
por la tensión límite del material de cizalladura Yτ . Entonces, si la deformación plástica 
que sufre este elemento está dominada por el fenómeno de cizallamiento, la tensión de 
fricción debería satisfacer la relación (3-3). 
Finalmente, el modelo de fricción que se aplica durante los cálculos numéricos 
es el siguiente: 
( ) ( ) ( )( )xxx Yτσµ=τ ;min ,      (3-4) 
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En el cálculo numérico con 8.0=µ  y smV /8= , la tensión de fricción τ  está 
representada en la figura 3.3 y comparada con las dos cantidades σµ  y Yτ , 
respectivamente (a) y (b). Se puede observar que la relación ( ) ( )xx σµτ =  es  válida en 
la figura 3.3-a a partir de una cierta posición cp lxl ≤≤ , donde cl  es la longitud total 
de contacto entre la herramienta y la viruta. Para  el intervalo definido por plx≤≤0 , la 
relación )()( xx Yττ =  se cumple, figura 3.3-b. Este intervalo corresponde a la zona de 
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Figura 3.3: Comparación de la tensión de fricción τ  con: a) el producto σµ . , b) la tensión 
límite del material de cizalladura 3eqY στ = . Velocidad de corte smV /8= , coeficiente de 
fricción implementado 8.0=µ . 
En la figura 3.4, las condiciones de corte son iguales que las presentadas en la 
figura 3.3, siendo 2.0=µ  el coeficiente implementado en lugar de 8.0=µ . De acuerdo 
con la distribución de la velocidad del material en la interfase que se observó para este 
caso en la figura 3.2, la comparación de la tensión de fricción τ  con la cantidad σµ  
corresponde con la relación (3-3): Se obtiene ( ) ( )xx σµτ =  a lo largo de toda la 
superficie de contacto, figura 3.4-a. Además, observamos )()( xx Yττ ≤  en la figura 3.4-b 
y se puede comprobar que el tipo de contacto es deslizante en toda la interfase, figura 
3.2. 



















































Figura 3.4: Comparación de la tensión de fricción τ  con: a) el producto σµ . , b) la tensión 
límite del material de cizalladura 3eqY στ = . Velocidad de corte smV /8= , coeficiente de 
fricción implementado 2.0=µ . 
2.2. Discusión sobre el comportamiento del contacto de adhesión en la interfase 
Como se ha explicado, en los ensayos experimentales de mecanizado, dos 
regimenes distintos de contacto suelen ser observados: una zona de contacto donde el 
material está adherido a la herramienta y otra zona donde el material de la viruta 
desliza sobre la herramienta. Físicamente, el fenómeno de adhesión ha sido relacionado 
con los altísimos niveles de presión medidos cerca del filo de corte. A lo largo de la 
superficie de desprendimiento, la tensión normal suele disminuir hasta un cierto nivel 
por debajo del cual se observa el deslizamiento del material. 
El modelo de Zorev [18] representa de manera simple estas dos situaciones. Este 
modelo está gobernado por la ley de fricción de Coulomb donde la tensión de fricción 
τ  es proporcional a la tensión normal σ  mediante un coeficiente de fricción µ  
constante. La tensión normal aumenta cuando la posición se aproxima al filo de corte, y 
la relación de Coulomb podría entonces violar el criterio de plasticidad si el producto 
σµ  es superior a la tensión límite de cizalladura Yτ  del material. Como consecuencia, 
el deslizamiento del material se produce en esta zona del contacto dando lugar al 
fenómeno de adhesión. 
Capitulo III: Análisis del contacto termomecánico en la interfase  
 80 
Numéricamente, si bien el valor de la fricción en esta sección se considera 
constante, el límite plástico de cizalladura Yτ  del material en la interfase no es 
constante. Es más, este parámetro depende de la deformación, de la velocidad de 
deformación y de la temperatura alcanzada. En el modelo numérico Yτ  obedece a la 
ecuación constitutiva de Johnson-Cook implementada en el modelo numérico, y 
presentada en el capitulo II: 
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Las variables de las que depende Yτ , están relacionadas con las condiciones de 
corte de forma compleja. Cuando la velocidad de corte aumenta, se espera que la 
temperatura a lo largo de la interfase aumente también. Esto tiene como consecuencia 
el incremento de la longitud de la zona de contacto pegado ya que Yτ   tiende a 
disminuir por culpa del ablandamiento térmico del material. 
Este favorecimiento de la adhesión contradice las observaciones experimentales 
donde se puso de manifiesto que, aumentando la velocidad de corte, la zona de 
contacto pegado entre la viruta y la herramienta disminuye [25], incluso, puede 
desaparecer. Y eso, a pesar de las altas temperaturas, y del ablandamiento térmico 
inherente del material.  Pues sería natural considerar en el modelo numérico una 
expresión de la fricción dependiente de la velocidad de deslizamiento del material o de 
su temperatura.  
No obstante, en este capitulo y como primera aproximación, se implementó un 
coeficiente de fricción constante para desacoplar y aclarar los efectos de la fricción y de 
la velocidad de corte sobre los resultados numéricos. Se pretende evaluar la 
contribución del ablandamiento del material en los resultados numéricos. En los 
próximos capítulos, se considerará una fricción que depende de variables locales como 
la velocidad relativa de deslizamiento del material o la temperatura, para aproximar 
mejor las condiciones reales discutidas previamente. 
 
Capitulo III: Análisis del contacto termomecánico en la interfase  
 81 
2.3. Efecto del aumento de la velocidad de corte en las variables locales 
Los fenómenos de contacto entre el material de la viruta y la herramienta 
dependen de numerosas variables locales como la presión, la temperatura o el valor de 
fricción implementado. Antes de comenzar con el análisis de las fuerzas de corte, es 
necesario entender el comportamiento de los fenómenos físicos locales que ocurren en 
la interfase para comprender las tendencias macroscópicas. 
2.3.1.  Temperatura 
La distribución de la temperatura en la interfase es un parámetro clave en el 
análisis de los resultados numéricos. Para el material de la pieza mecanizada, el 
aumento de la temperatura, a coeficiente de fricción constante, tiene como 
consecuencia la bajada de la tensión límite plástica y puede resultar en la aparición o en 
el aumento del contacto de tipo pegado. 
En la figura 3.5 se puede observar la influencia de la velocidad de corte sobre la 
distribución de la temperatura a lo largo de la interfase, y eso para dos valores del 
coeficiente de fricción implementado: (a) 2.0=µ , (b) 8.0=µ . Estos dos valores se han 
elegido a partir de la figura 3.2 para ilustrar los dos tipos de contacto que se han 
encontrado en los resultados numéricos: contacto deslizante para 2.0=µ  y contacto 
mixto (con una zona de material adherido y otra zona deslizante) para 8.0=µ . 
Es importante distinguir entre los dos casos por el hecho de que el calor 
generado en la interfase se expresa como el producto de la tensión de fricción por la 
velocidad de deslizamiento del material: 
)(.)()(.)()( xVxxVxxQ ss σµτ ==     (3-5) 
En primer lugar, hemos de constatar que en la zona que corresponde a la punta 
de la herramienta, como no hay “sticking” para 2.0=µ  la temperatura aumenta de 
forma significativa (alrededor de unos 300 ºK) con el aumento de la velocidad de corte. 
Pero, al contrario, para el caso 8.0=µ , la llamada “zona de adhesión” (material pegado 
a la punta de la herramienta) impide la creación de calor proveniente de la energía de 
fricción debido de la velocidad de deslizamiento cuasi nula del material allí. La 
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temperatura en esta zona (evaluada entre 1000ºK y 1100ºK) proviene entonces en gran 
medida de la disipación de la energía de deformación plástica que ocurre en la zona 























































Figura 3.5: Distribución de la temperatura a lo largo de la interfase para un amplio intervalo de 
velocidades de corte para dos valores del coeficiente de fricción: a) 2.0=µ , b) 8.0=µ . 
Para el caso 2.0=µ , en la superficie de desprendimiento, donde la viruta desliza 
sobre toda la superficie, el punto más caliente de la viruta se encuentra en la misma 
posición para todas las velocidades de corte. Siendo mmlc 17.0=  (para smV /4≥ ) 
determinado a partir de la distribución de las tensiones en la figura 3.7-a.  El punto más 
caliente se encuentra en la posición clx 8.0= . Es interesante observar para 2.0=µ  que 
la temperatura máxima aumenta de manera uniforme, pero para 8.0=µ , el aumento de 
la temperatura es importante para bajas y medianas velocidades de corte, después, a 
partir de smV /15= , el aumento de la velocidad máxima es menos pronunciado. Este 
resultado ilustrado en la figura 3.6 tiene como explicación el hecho que, a medida que la 
velocidad de corte aumenta, se acerca a un régimen donde el calor generado en la 
interfase no tiene el tiempo necesario para difundirse, y genera entonces ablandamiento 
del material. 


































Velocidad de corte (m/s)  
Figura 3.6: Variación de la temperatura máxima en la interfase con respecto a la velocidad de 
corte. Coeficientes de fricción implementados: 2.0=µ y 8.0=µ . 
Para 8.0=µ , uno puede ver en la figura 3.6 que el punto más caliente de la 
viruta se acerca al filo de corte a medida que la velocidad de corte aumenta. La 
distribución de las tensiones que corresponden a este caso se analizará a continuación 
en la figura 3.7-b. Sin embargo, podemos adelantar para este caso que el análisis de la 
distribución de las tensiones nos enseña que la longitud total de contacto disminuye 
fuertemente con el aumento de la velocidad de corte. Calculando, para cada velocidad 
de corte, el ratio de la posición del punto más caliente en la superficie de 
desprendimiento por la longitud de contacto, se obtiene al igual que para el caso 
2.0=µ , el punto más caliente en la posición clx 8.0= . Finalmente, se puede observar 
en la figura 3.6 que la temperatura máxima en la interfase es mucho mayor para  8.0=µ  
que para 2.0=µ . La diferencia media entre las dos curvas supera los 400ºK. Pero, es 
importante notar que la saturación de la temperaturas para 8.0=µ  es más rápida. La 
razón de esto es que el calor debido a la energía de fricción es proporcional al 
coeficiente de fricción implementado. 
2.3.2. Tensiones y velocidades de deslizamiento del material en la interfase 
El efecto de la velocidad de corte sobre la distribución de las tensiones en la 
interfase es muy sensible al valor de coeficiente de fricción implementado en los 
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cálculos.  De manera general, el aumento de la velocidad de corte influye más en los 
resultados numéricos cuando se implementa un coeficiente de fricción alto, figura 3.7.  
Para el caso 2.0=µ , figura 3.7-a, el aumento de la velocidad de corte no cambia 
sensiblemente la distribución de las tensiones en la interfase. Para smV /4≥ , tanto los 
niveles alcanzados por las mesetas de las tensiones normales y tangenciales, como la 
longitud de contacto entre la viruta y la herramienta no sufren ningún cambio 
importante. Apenas se nota que la pendiente de la meseta de las tensiones normales 
disminuye en valores negativos a medida que la velocidad de corte aumenta. 
Al contrario, en el caso de implementar un coeficiente de fricción alto 8.0=µ , 
figura 3.7-b, aumentar la velocidad de corte de 2m/s a 50 m/s hace subir fuertemente el 
nivel de las tensiones normales de 400 MPa (approx. 40%) y bajar de manera 
importante las longitudes de contacto (casi 0.3mm, que corresponde a una disminución 






















































Figura 3.7: Distribución de las tensiones normales y de fricción a lo largo de la interfase para un 
amplio intervalo de velocidades de corte. Coeficiente de fricción: a) 2.0=µ , b) 8.0=µ . 
En este trabajo numérico, no se pueden analizar de la misma manera las 
tensiones normales y las tensiones de fricción por una razón importante: durante el 
cálculo por Elementos Finitos, las tensiones normales son calculadas a partir de las 
condiciones de contorno del modelo. Al contrario, el cálculo de las tensiones de fricción 
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obedece al modelo de fricción numérico implementado previamente en el modelo de 
corte ortogonal según la relación (3-6): 
( ) ( ) ( )( )xxx Yτσµτ ;min= .    (3-6) 
Para 2.0=µ , figura 3.8-a, las tensiones de fricción obtenidas son muy poco 
sensibles a la variación de la velocidad de corte. El ratio de las tensiones de fricción 
entre las tensiones normales obtenidas en este caso, figura 3.8-a, vale exactamente 0.2 a 
lo largo de toda la interfase salvo en la zona de la punta de la herramienta. En el caso 
8.0=µ , la distribución de este ratio en la interfase es más complicada, figura 3.8-b. 
Para todas las velocidades de corte implementadas, el ratio de las tensiones no es igual a 
0.8 en la mayor parte de la superficie de desprendimiento salvo en una pequeña parte 
cerca del final del contacto. De manera general, el ratio de las tensiones disminuye con 
el aumento de la velocidad de corte. Pero se observa también que los resultados de 
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µ=0.8
 
Figura 3.8: Ratio las tensiones de fricción por las tensiones normales a lo largo de la interfase en 
función de la velocidad de corte. Coeficiente de fricción: a) 2.0=µ , b) 8.0=µ . 
A partir de estas observaciones e introduciendo un parámetro nuevo Localµ , que 
sirve a expresar la fricción local en cualquier elemento de material en la interfase,  
podemos concluir a partir de la relación (3-6) lo siguiente: 
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µστµ == )()()( xxxLocal    ⇔  )()( xx σµτ = ,   (3-7-a) 
µστµ ≠= )()()( xxxLocal     ⇔  )()( xx Yττ = .   (3-7-b) 
Así pues, para el caso 2.0=µ , en la figura 3.7-a, la relación (3-7-a) es válida en 
toda la superficie de desprendimiento para cualquier velocidad de corte implementada. 
La distribución de la velocidad relativa del material a lo largo de la interfase para este 
caso, figura 3.9-a, es consistente con el resultado. Se puede comprobar que la velocidad 
de deslizamiento del material no es nula salvo en una zona muy pequeña redonda que 
caracteriza la punta de la herramienta. Además, se puede ver en esta gráfica que la 
velocidad del material en la interfase no es homogénea en la superficie de 
desprendimiento, sino que crece uniformemente desde el filo de corte hasta una cierta 
posición crítica (en este caso mmx 15.0= ) a partir de cual la velocidad se estabiliza 
definitivamente en el valor de velocidad de salida de la viruta VVV c 65.05.0 ≤≤ . En 
la figura 3.7-a, esta posición mmx 15.0=  corresponde al punto a partir de cual las 
tensiones caen a cero. Del mismo modo, siendo el calor disipado por la energía de 
fricción el producto de la velocidad de deslizamiento por la tensión de fricción, 
podemos comprobar en la figura 3.5-a el resultado de que, efectivamente, la posición 
mmx 15.0=  corresponde a la zona donde se obtiene la temperatura máxima en la 









































Posición en la interfase (mm)
a)
µ=0.2














































Figura 3.9: Velocidad de deslizamiento del material a lo largo de la interfase en función de la 
velocidad de corte para los dos coeficientes de  ficción implementados: 
a) 2.0=µ , b) 8.0=µ . 
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Las velocidades en la interfase obtenidas para 8.0=µ , figura 3.8-b, son 
globalmente diferentes a las velocidades obtenidas para 2.0=µ . Primero, se puede 
observar para todas las velocidades representadas una zona importante de material 
pegado donde )()( xx Yττ = , figura 3.3-b. El tamaño de esta zona disminuye con el 
aumento de la velocidad de corte. Después de está zona de sticking, comienza la zona 
de deslizamiento del material donde )()( xx σµτ = , figura 3.3-a. Primero, se observa 
una zona de transición definida por cp xxl ≤≤  donde la velocidad del material en la 
interfase crece rápidamente hasta la posición crítica cx  (en este caso, cx  es variable y 
disminuye fuertemente con el aumento de la velocidad de corte). Esta zona de 
transición corresponde a una primera caída de la tensión normal de una primera meseta 
hasta una segunda meseta. A partir de cx , la tensión normal cae a cero. Para 8.0=µ , el 
intervalo de valores a las que se estabiliza definitivamente la velocidad de la viruta cV  
es mucho más amplio que para el caso 2.0=µ . Aquí VVV c 7.03.0 ≤≤ . También, 
podemos comprobar en la figura 3.5-b que cx  corresponde a la posición donde se mide 
la temperatura más alta en la superficie de desprendimiento. 
Los resultados en términos de distribución de la temperatura, de la velocidad de 
material y de la tensión de fricción concuerden entre sí, y el análisis de estas variables 
locales numéricas es consistente con el modelo numérico de fricción implementado. 
3. Contacto térmico 
Diversos métodos analíticos [73], experimentales [74], y numéricos han sido 
desarrollados para intentar determinar los campos térmicos en las zonas de interés. 
Valores realistas de las propiedades térmicas del contacto deben de ser implementados 
en los códigos de cálculo por elementos finitos para conseguir una buena representación 
de las condiciones termomecánicas efectivas que ocurren durante el proceso de corte. 
Muy pocos trabajos se han centrado en analizar la influencia de la modelización del 
contacto térmico en las simulaciones numéricas del mecanizado.  
En 2006, Mabrouki et al. [75] analizaron la morfología de la viruta obtenida a 
partir de un acero AISI4340 al variar algunas variables térmicas como la fracción del 
calor evacuada en la viruta y la conductancia del contacto en la interfase 
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herramienta/viruta. Ambos parámetros influyen en la morfología segmentada de la 
viruta puesto que el fenómeno de la segmentación se acentúa cuando aumenta la 
fracción de calor transmitida a la viruta. Igualmente, cuando la disipación de calor en la 
viruta aumenta, el radio de la curvatura de la viruta es más pequeño, estando este 
fenómeno relacionado con una fragmentación más pronunciada de la viruta. 
En 2007, Umbrello et al. [76], utilizaron la formulación mixta lagrangiana-
euleriana para obtener numéricamente la conductancia térmica en la interfase 
herramienta/viruta. Los autores modelaron el comportamiento de un acero AISI1045 y 
optaron para una formulación inversa de determinación de la conductancia. Datos 
experimentales de la temperatura alcanzada durante el corte fueron medidos en un 
punto de la herramienta con un termopar. Estos datos fueron utilizados para identificar 
los valores de la conductancia en el contacto mediante un modelo por elementos finitos. 
Es interesante notar que, en este trabajo, se observó que era necesario un gran tiempo de 
cálculo para alcanzar el estado estacionario cuando el análisis incluía parámetros 
térmicos. 
Se ha demostrado experimentalmente [31] que durante una operación de 
mecanizado, se alcanzan en la interfase niveles de presiones muy altos. Esta observación 
nos llevó a considerar una hipótesis numérica fuerte de que la resistencia térmica es 
despreciable entre las dos superficies en contacto. La condición de continuidad de la 
temperatura en la interfase ha de ser verificada. En el modelo numérico, la baja 
resistencia térmica en la interfase está indicada mediante grandes valores de la 
conductancia térmica (Gap Heat Conductance). Del punto de vista de la eficiencia 
computacional, se puede adelantar que se comprobó mediante un trabajo paramétrico 
previo que el aumento del valor del parámetro GHC no afecta al tiempo de cálculo. 
En cuanto al segundo parámetro térmico, la partición del calor generado por la 
energía de fricción, tampoco se encontraron estudios numéricos exhaustivos en la 
literatura científica. Cuando se hace referencia a la partición del calor en los artículos 
numéricos, se considera normalmente por defecto una partición del calor equilibrada 
entre la herramienta y la viruta. Sin embargo, las teorías analíticas consideran que, a 
altas velocidades de corte, casi todo el calor generado por la energía de fricción se 
evacua con la viruta [45]. En un reciente trabajo analítico [77], se presentó un estudio 
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basado en un desarrollo inverso para determinar el valor de la temperatura en estado 
estacionario situado en la interfase entre dos sólidos semi-infinitos con la condición de 
continuidad de la temperatura entre ambas superficies. La partición del calor en la 
interfase está determinada al aplicar la igualdad de la temperatura entre las dos 
superficies en contacto. Cada superficie teniendo un valor de temperatura inicial 
definido arbitrariamente. 
Otros autores se centraron en estudiar el papel de la partición del calor generado 
por la energía de fricción en la interfase. Grzesik & Nieslony [78] publicaron en 2003 
un trabajo dónde desarrollaron modelos analíticos con el fin de estimar la temperatura 
en la interfase y la partición del calor en operaciones de mecanizado en seco continuo de 
aceros con herramientas tratadas con recubrimiento multicapas. Se observó una gran 
influencia de las características del contacto (temperatura de la interfase, longitud de 
contacto etc) sobre la partición del calor entre la herramienta y la viruta. 
A partir de los trabajos analíticos, se dedujo que el valor de la partición del calor 
en la modelización numérica podía depender de la conductancia térmica de la interfase. 
A pesar de tener la posibilidad de definir en la modelización numérica un determinado 
valor de la partición del calor, la continuidad de temperatura en la interfase asegurada 
por el alto valor de la conductancia térmica debería, en principio, imponer esta 
partición del calor entre las dos superficies. 
3.1. Interacción térmica entre la herramienta y la viruta 
En la modelización numérica, el contacto térmico se caracteriza, por una parte,  
por la conductancia térmica κ  de la interfase viruta/herramienta. Físicamente, κ  es el 
inverso de la resistencia térmica entre las dos superficies en contacto. En 
Abaqus/Explicit [67], la conductancia térmica está implementada mediante la variable 
“Gap Heat Conductance”. 
En la interfase, el contacto térmico se caracteriza mediante el siguiente sistema 
de ecuaciones: 
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donde vk  y hk  son los coeficientes de conductividad respectivos del material formando 
la viruta y del material formando la herramienta. vT  y hT  son las temperaturas de dos 
puntos en contacto en la interfase, el primero perteneciendo a la viruta y el segundo a la 
herramienta. κ es la conductancia térmica en la interfase. τ  y SV  son respectivamente 
la tensión de fricción y la velocidad relativa de deslizamiento en una posición 
determinada de la interfase. Q  es la parte de la energía de fricción que se disipa en calor 
y f caracteriza la fracción de la energía de fricción que se disipa en calor (en el modelo 
numérico desarrollado en este trabajo 1=f ). 
3.2.  Conservación de la energía térmica en la interfase 
A partir de la ecuación (3-8), sumando (a) y (b) se obtiene una relación que 

















v     (3-9) 
Se observa en la figura 3.10 que la suma de los flujos térmicos entrando en la 
viruta y en la herramienta por la zona de contacto es igual al valor del calor generado 
por la energía de fricción dado por la relación (3-8-c).  























Velocidad de corte (m/s)
Suma de flujos térmicos entrando
en las dos superficies en contacto
τ * VS
 
Figura 3.10: Comparación, en una posición dada de la interfase y para varias velocidades de 
corte, entre la energía de fricción y la suma de los flujos térmicos entrando en las dos superficies 
en contacto. 5.0;0;6.0 === ηκµ . 
El aumento del nivel de la energía de fricción se debe sobre todo al crecimiento, 
con respecto a la velocidad de corte, de la velocidad de deslizamiento del material en la 
interfase. En esta gráfica, se representó el flujo de calor en una posición determinada de 
la interfase en la zona de mayor crecimiento de las velocidades de deslizamiento del 
material para cada velocidad de corte. En la figura 3.11, los flujos de calor, tanto como la 
energía de fricción fueron obtenidos en los elementos de la interfase cuyo valor de 
velocidad de deslizamiento del material es fija ( smVS /3.1= ). De esta forma, además 
de comprobar la conservación de la energía in la interfase, también se puso de 
manifiesto que la variación del parámetro de la conductancia térmica en la interfase κ  
no afecta, por lo menos de forma significativa, al nivel del calor generado en la interfase. 
























Conductancia térmica en la interfase (W/m2/K)
Suma de flujos térmicos entrando
en las dos superficies en contacto
τ * VS
 
Figura 3.11: Comprobación de la conservación de la energía de fricción con respecto a la 
variación del parámetro de conductancia térmica en la interfase. 5.0;/8;6.0 === ηµ smV . 
3.3.  Efectos de la variación de la conductancia térmica en la interfase 
En la modelización numérica, se implementa entre dos superficies en contacto 
un valor de conductancia térmica κ  para definir el intercambio del calor entre ambas 
superficies. Físicamente, κ  es identificable como el inverso de la resistencia térmica 
entre las dos superficies en contacto. 
3.3.1. Temperaturas 
En la figura 3.12, la variación de la temperatura en la interfase del lado de la 
viruta parece ser poco sensible al fuerte aumento de la conductancia térmica en la 
interfase. Por el otro lado, se observa como la temperatura en la interfase en el lado de la 
herramienta disminuye fuertemente con el aumento de κ . Este resultado nos lleva a 
considerar la hipótesis a que haya más calor que se evacua en la viruta cuando se 
aumenta el valor de κ . El paso siguiente es entonces evaluar la parte del calor que se 
evacua por la viruta y determinar su dependencia con el nivel de κ  implementado. 






















Conductancia térmica en la interfase (W/m2/K)  
Figura 3.12: Variación de la temperatura entre dos puntos en contacto en la interfase con 
respecto a la variación del parámetro de conductancia térmica en la interfase. 
3.3.2.  Partición del calor en la interfase 
En esta parte, consideramos un parámetro 'η  que corresponde a la fracción, con 
respecto a la energía de fricción disipada, del calor total que penetra dentro de la viruta 
en un punto dado en un instante determinado de la simulación. 
El calor que penetra en la viruta por la interfase sólo puede tener dos orígenes: la 
energía de fricción, o el transporte de calor de la herramienta (en este caso, la 
herramienta debería ser más caliente que la viruta). En el caso donde se prohíbe el 
traspaso de calor entre las dos superficies en contacto ( 0=κ ), figura 3.13 (izquierda), 
el único flujo de calor que penetra la viruta proviene de la disipación de la energía de 
fricción. En este caso, y ya que se implementó una partición del calor equilibrada entre 
la viruta y la herramienta ( 5.0=η ), se puede comprobar el resultado 5.0' == ηη . 
Numéricamente, imponer la continuidad de la temperatura entre dos superficies 
en contacto consiste en implementar un valor alto para el parámetro de la conductancia 
térmica κ  en la interfase. En la figura 3.12 se observó que la continuidad de la 
temperatura en nuestro modelo, se obtenía a partir del valor KmWe //1 209+=κ . 
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Figura 3.13: Variación con el tiempo de la proporción de calor total que se evacua dentro de la 
viruta para los casos: 0=κ (izquierda), y KmWe //1 209+=κ (derecha). 
5.0;/8;6.0 === ηµ smV . 
Sin embargo, en la figura 3.11, la magnitud de la energía de fricción creada en un 
punto dado de la interfase es del orden de 0.5 e+09. Con lo que una diferencia de unas 
décimas de grados en la interfase resultaría en la generación de un flujo de calor, 
( )vh TT −κ , de la misma magnitud que la energía de fricción disipada entre las dos 
superficies en contacto. 
Para el modelo donde 6.0=µ , smV /8=  y 5.0=η , se han obtenidos los siguientes 
resultados: 
κ  (W/m2/K) Th  (K) Tv  (K) ( )vh TT −κ  qh (W/m2) qv (W/m2) SV..τη  
0 e+00 1992.00 1381.84 0 2.435 e+08 2.443 e+08 2.396 e+08 
1 e+03 1821.68 1388.28 4.334 e+05 2.255 e+08 2.336 e+08 2.349 e+08 
1 e+06 1490.45 1393.41 9.704 e+07 1.410 e+08 3.421 e+08 2.382 e+08 
1 e+09 1387.38 1387.18 2.000 e+08 1.253 e+08 3.348 e+08 2.400 e+08 
Tabla 3.1: Variables locales térmicas obtenidas por el modelo numérico variando la 
conductancia térmica en la interfase. 
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Las variables qh y qv son los flujos térmicos que penetran respectivamente la 
superficie de la herramienta y la superficie de la viruta que están en contacto. 
Las variaciones de qv y de ( )vh TT −κ  ilustrados en la figura 3.14 ocurren de 
forma muy parecida, salvo para el caso KmWe //1 209+=κ . Para los tres primes casos, 
la diferencia entre las dos curvas es prácticamente igual y vale aproximadamente el 
valor KmWe //4.2 209+ . Para KmWe //1 209+=κ , esa diferencia es de 
KmWe //4.1 209+ .  La variación de la temperatura ( )vh TT −  que correspondería para 
este caso a una diferencia de KmWe //4.2 209+  es de ( ) KTT vh 1.0=− . En la tabla 3.1, 
la variación de la temperatura entre las dos superficies para este caso es de 
( ) KTT vh 2.0=− . Es decir, como se ha comentado antes, el nivel del parámetro de la 
conductancia térmica implementada es tan alto ( KmWe //1 209+=κ ) que el más 
mínimo error de aproximación en la medición del salto de la temperatura en la interfase 
resulta en un error importante en la hora de determinar los flujos de calor que existen 
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Figura 3.14: Comparación entre el flujo de calor qv que penetra la viruta, la fracción de la 
energía de fricción que se evacua en la viruta y el flujo térmico generado por el transporte de 
calor entre las dos superficies en contacto a diferentes parámetros de conductancia térmica en 
la interfase. 5.0;/8;6.0 === ηµ smV . 
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Figura 3.15: Variación de los flujos de calor, qv y qh  respectivamente entrando en la viruta y la 
herramienta con respecto a la variación del parámetro de conductancia térmica en la interfase. 
La conservación de la energía en la interfase, junto con el efecto de la 
transmisión de calor de la herramienta hacia la viruta para los grandes valores de 
KmWe //1 209+=κ , explican el resultado presentado en la figura 3.15 donde: 
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  (3-10) 
Combinando las ecuaciones (a) y (b) del sistema (3-10), podemos explicitar la 
forma analítica de la partición del calor total que se evacua dentro de la viruta con la 
relación: 













κηκηη '    (3-11) 
La dependencia de 'η  con respecto a la conductancia térmica en la interfase, por 
una parte, y a la velocidad de corte, por otra parte,  están ilustradas en la figura 3.16 y en 
la figura 3.17 respectivamente. 










































Conductancia térmica en la interfase (W/m2/K)  
Figura 3.16: Variación de la fracción del calor que se evacua dentro de la viruta con respecto a la 
variación del parámetro de conductancia térmica en la interfase. 5.0;/8;6.0 === ηµ smV . 
Considerar la continuidad de la temperatura en la interfase resulta en crear un 
flujo de calor que va de la herramienta hacia la viruta, que es la causa de la diferencia 
entre el valor de la fracción de calor implementada η , y el valor de la fracción 'η  del 












































Figura 3.17: Variación con la velocidad de corte de la fracción del calor que se evacua dentro de 
la viruta para 0=κ  y KmWe //1 209+=κ . 5.0;6.0 == ηµ . 
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Por último, como cabía esperar, la velocidad de corte tiene una influencia de 
gran importancia sobre el valor de 'η  sólo si se considera la hipótesis de continuidad de 
la temperatura entre la herramienta y la viruta. En efecto, se observa en la figura 3.17 que 
el aumento de la velocidad de corte favorece el crecimiento de la fracción del calor que 
se evacua por la viruta. Esto tiene su explicación en el hecho de que la convección del 
material de la pieza a través de la viruta evacua el calor de la interfase, con lo cual, la 
herramienta se ve obligada en proporcionar una cantidad más importante de calor a la 
viruta para llegar a la temperatura estacionaria de la interfase. 
Cabe destacar que, para las muy altas velocidades de corte, el valor de 'η  tiende 
a saturar hacia el valor 8.0' =η . Este valor es coherente con el comúnmente utilizado 
como fracción del calor generado por la energía de fricción en los modelos analíticos del 
mecanizado a altas velocidades. 
4. Conclusiones 
En este capitulo, se analizan los efectos de los parámetros numéricos 
implementados, en el comportamiento del contacto mecánico y térmico de la interfase. 
Por una parte, en relación con el contacto mecánico, se explicitaron las 
condiciones que generaban el contacto de tipo adherido, y se relacionaron con el tipo de 
modelo de fricción implementado. También se demostró que el coeficiente de fricción 
implementado, y el ablandamiento térmico del material son los mecanismos que 
controlan el tipo de contacto que se obtiene entre viruta y la herramienta. La adhesión 
del material en la interfase aumenta cuando se incrementa la temperatura (por efecto de 
la fricción), o cuando se implementa un coeficiente de fricción más alto. 
Por otra parte, el análisis del contacto térmico llevado a cabo en la segunda parte 
de este capitulo, puso de manifiesto que tanto la continuidad de la temperatura en la 
interfase como la partición del calor debido a la energía de fricción, dependen 
fuertemente del valor de la conductancia térmica entre la viruta y la herramienta. 
Cuanto mayor es este valor, más calor pasa a la viruta, y se aproxima mejor la condición 
de continuidad de temperatura en la interfase. 
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Cinemática de la formación de la viruta. 
Capitulo IV: Cinemática de la formación de la viruta   
 
 101 




El primer paso para entender la formación de la viruta durante el proceso de 
corte consiste en estudiar el campo de velocidad de fluencia del material desprendido. 
En este capitulo, se propone analizar algunas de las variables más importantes en el 
proceso de corte (velocidad de la viruta, su radio de curvatura, ángulo de cizallado..etc), 
bajo un enfoque geométrico. 
2. Campo de velocidades 
Cuando se dibuja el perfil del campo de velocidad del material dentro de la 
viruta perpendicularmente a la dirección de fluencia, uno observa que la velocidad 
dentro de la viruta no es uniforme en el plano cartesiano. Se obtiene que el material 
siempre fluye con más velocidad cuando se acerca a la interfase, y eso de manera casi 
lineal. También se observa que el gradiente de velocidad es diferente según el nivel de 
fricción impuesto. Para un valor de fricción dado, este gradiente se acentúa con el 




































Position desde la interfase (mm)  
Figura 4.1: Distribución del campo de velocidad dentro de la viruta en el plano perpendicular a 
la superficie de desprendimiento y posicionada al final de la longitud de contacto. Fricción 
implementada: 2.0=µ  (izquierda); 8.0=µ  (derecha). 
Para simplificar el análisis de los resultados numéricos en cuanto al campo de 
velocidades, consideramos, para cualquier simulación, una línea que atraviesa la viruta 
de su superficie libre hasta la interfase perpendicularmente a la superficie de 
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desprendimiento justo en el final de la longitud de contacto lc, figura 4.2. Definimos 
entonces la velocidad de la viruta, Vc, como el valor medio entre la velocidad del 
material en los puntos de intersección de esa línea con las dos superficies de la viruta (la 
superficie libre y la superficie en contacto con la herramienta). 
Vc = (VSL + VInt) / 2     (4-1) 
donde VSL y VInt son respectivamente las velocidades del material en los puntos de 
intersección de la línea que atraviesa la viruta con su superficie libre y la superficie de 
desprendimiento. 
 
Figura 4.2: Ilustración de la metodología escogida para determinación de la velocidad media de 
la viruta VC. VSL es la velocidad del material en la superficie libre,  y VInt la velocidad del material 
en la superficie de desprendimiento. 
En la figura 4.3 se comprueba que el modelo numérico verifica uno de los 
principios fundamentales de la mecánica: la conservación de la cantidad de material: El 
caudal de material por cortar definido por el producto V.t1 y el caudal de material 
evacuado en forma de viruta estimado con la relación Vc.t2  son iguales. 
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Figura 4.3: Comprobación de conservación de la cantidad de material para los casos: 
2.0=µ (izquierda); 8.0=µ  (derecha). 
3. Radio de curvatura de la viruta 
La no uniformidad del campo de velocidades en la viruta, figura 4.4, podría 
apuntar a un gradiente de deformación presente para un material que ya no está 
afectado por el contacto con la herramienta. Sin embargo, esta hipótesis está 
contradicción con la distribución de las velocidades de deformación presentes en esa 
zona de la viruta e ilustrados en la figura 4.5. 
   
Figura 4.4: Distribución del campo de velocidad del material en la viruta para los casos: V=2m/s 
(izquierda) y V=50m/s (derecha). Coeficiente de fricción implementado 8.0=µ . 
En la figura 4.5, uno puede comprobar que durante el estado estacionario, la 
deformación ocurre en la zona primaria y en la zona secundaria de cizallamiento. No se 
observa ningún gradiente de velocidad de deformación en la viruta una vez pasada la 
zona de contacto con la herramienta. Se puede concluir que la variación de la velocidad 
observada en las figuras 4.1 y 4.4 no se deben a una deformación plástica del material. 




Figura 4.5: Distribución del campo de velocidad de deformación del material en la viruta para 
los casos: V=2m/s (izquierda) y V=50m/s (derecha). Coeficiente de fricción 8.0=µ . 
Hay otra explicación que podría explicar la variación de la velocidad en la viruta: 
Se observa en las figuras 4.4 y 4.5 que las virutas presentan una cierta curvatura al 
formarse. Si, una vez terminado el contacto, la viruta sale con un movimiento rotacional 
de sólido rígido, entonces el radio de curvatura R de la viruta tiene que ser función del 













2     (4-2) 
El cálculo del valor del radio de curvatura de la viruta a partir de la relación (4-
2) está representado a continuación para los casos 2.0=µ  y 8.0=µ  respectivamente: 
V VSL (m/s) VInt (m/s) Vc (m/s) t2 (mm) R (mm) 
1 0.330 0.524 0.427 0.265 0.451 
2 0.771 1.14 0.954 0.234 0.494 
4 1.48 2.47 1.98 0.217 0.324 
8 3.00 5.12 4.06 0.204 0.288 
15 5.53 9.68 7.60 0.208 0.277 
30 11.3 20.1 15.7 0.194 0.251 
50 20.8 35.6 28.2 0.199 0.279 
Tabla 4.1: Variación en función de la velocidad de corte V de las velocidades de salida de la 
viruta (VSL, VInt y Vc), su espesor t2 y el radio de curvatura R que le corresponde aplicando la 
relación (4-2). Coeficiente de fricción implementado 2.0=µ . 
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Comparando estos resultados numéricos presentados en las tablas 4.1 y 4.2, uno 
concluye que, a coeficiente de fricción constante, el radio de curvatura calculado baja de 
manera notable con el aumento de la velocidad hasta alcanzar un valor asintótico a 
partir de una velocidad de corte crítica determinada. Cuanto mayor es el nivel de 
fricción implementado, más importante es la disminución del radio de curvatura, y más 
alta es la velocidad crítica a partir de cual se estabiliza el valor de ese radio, figura 4.6. 
V (m/s) VSL (m/s) VInt (m/s) Vc (m/s) t2 (mm) R (mm) 
1 0.170 0.202 0.186 0.544 2.89 
2 0.433 0.544 0.488 0.413 1.61 
4 1.10 1.46 1.28 0.320 0.952 
8 2.55 3.75 3.15 0.257 0.543 
15 5.37 8.78 7.08 0.216 0.341 
30 12.3 19.9 16.1 0.200 0.320 
50 19.7 33.8 26.8 0.194 0.272 
Tabla 4.2: Variación en función de la velocidad de corte V de las velocidades de salida de la 
viruta (VSL, VInt y Vc), su espesor t2 y el radio de curvatura R que le corresponde aplicando la 
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Velocidad de corte (m/s)  
Figura 4.6: Variación con la velocidad de corte del radio de curvatura de la viruta calculado 
mediante la relación (4-2) para 2.0=µ  y  8.0=µ . Comparación con valores obtenidos por 
mediciones directas para 8.0=µ , V=2m/s, V=15m/s y V=30m/s. 







Figura 4.7: Determinación, mediante una medición directa, del radio de curvatura de viruta 
para los: V=2m/s (arriba) y V=50m/s (abajo). Coeficiente de fricción implementado 8.0=µ . 
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Los valores de radio de curvatura que han sido obtenidos directamente 
(ejemplos de medición directa están ilustrados en la figura 4.7) se ajustan casi 
perfectamente a las predicción obtenidas para los mismos casos aplicando la relación 
(4-2). Este resultado valida la hipótesis de flujo de viruta bajo el régimen de movimiento 
rotacional de sólido rígido. El conocimiento de la variación del radio de curvatura de la 
viruta con la velocidad de corte y también con el valor de fricción implementado, 
permitiría explicar cualitativamente la variación de una gran parte de los resultados 
numéricos con respecto a las condiciones de contorno implementados en las 
simulaciones. 
4. Longitudes de contacto, espesor de la viruta y ángulo de cizallado 
A partir de la figura 4.7, se entiende que: cuanto mayor es el radio de curvatura 
de la viruta, mayor es la longitud de contacto viruta/herramienta, lc. Esta hipótesis está 
verificada gracias a la confrontación del análisis de la variación del radio de curvatura de 
la viruta presentado previamente, figura 4.6, con la variación de la longitud de contacto 
con respecto a la velocidad de corte y al coeficiente de fricción implementado, ilustrado 





























Velocidad de corte (m/s)  
Figura 4.8: Variación, para diferentes valores de fricción implementados, de la longitud de 
contacto viruta/herramienta con respecto a la velocidad de corte. 
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Como cabía esperar, el comportamiento de la longitud de contacto es muy 
parecido al comportamiento del radio de curvatura de la viruta con respecto a las 
condiciones de corte: A coeficiente de fricción constante, la longitud de contacto baja 
significativamente con el aumento de la velocidad de corte hasta alcanzar un valor 
asintótico a partir de una velocidad de corte crítica determinada. También para este 
análisis, cuanto mayor es el nivel de fricción implementado, más importante es la caída 
del valor de la longitud de contacto entre la viruta y la herramienta y más alta es la 
velocidad crítica a partir de cual se estabiliza el valor de esa longitud estabilizada. 
En cuanto a la longitud de contacto pegado, el comportamiento obtenido e 
ilustrado en la figura 4.9 se debe analizar del punto de vista del modelo de contacto 
mecánico modelado en nuestras simulaciones numéricas, y de sus consecuencias 
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Figura 4.9: Variación, para diferentes valores de fricción implementados, de la longitud de 
contacto pegado entre la viruta y la herramienta con respecto a la velocidad de corte. 
Es importante destacar el comportamiento del contacto pegado en el análisis de 
la parte cinemática de la formación de la viruta por la importante razón de que la 
aparición del contacto pegado en la interfase afecta al flujo de material que se evacua 
bajo forma de viruta. Cuanta más longitud de contacto pegado hay, más dificultad 
tendrá el material para evacuarse en forma de viruta, es decir, más baja será la velocidad 
de evacuación del material dentro de la viruta. Sin embargo, para seguir verificando el 
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principio de la conservación de la cantidad de material, una velocidad de evacuación de 
material más baja implicara de inmediato el aumento del  valor del espesor de la viruta. 
En la figura 4.10, se ilustra la variación del valor del espesor de la viruta con 
respecto a la velocidad de corte y al coeficiente de fricción implementado. Se puede 
observar como el comportamiento de esta variable es similar a los comportamientos ya 
presentados y analizados previamente en este capitulo. También se comprueba la 
correlación entre el espesor de la viruta, para cualquier caso ilustrado en la figura 4.10, y 
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Figura 4.10: Variación, para diferentes valores de fricción implementados, del espesor de la 
viruta con respecto a la velocidad de corte. 
En los ensayos experimentales, el valor del espesor de la viruta se usa 
comúnmente para determinar el ángulo de cizallamiento φ  de la zona primaria, 
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Figura 4.11: Posición intuitiva de la posición del plano de la zona primaria de cizallamiento en 









r =15 mµ  
 
Figura 4.12: Esquema del modelo numérico de corte que tiene en cuenta un radio de 
curvatura no infinitesimal para el filo de corte. Definición de los ángulos Aφ  y *φ . 
El modelo numérico que se utilizó en este estudio tiene un radio de curvatura de 
15 micras para el filo de corte, ver la figura 4.12. Este detalle complica la identificación 
geométrica de la zona primaria de cizallamiento. Este plano tiene su comienzo en la 
base de la viruta en el lado de la superficie libre pero, intuitivamente, se presentan dos 
posibilidades – representados en color en la figura 4.12 – para posicionar el final del 
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*φ , y posiciona el final de la zona primaria en el punto de comienzo de la superficie de 
desprendimiento. La segunda alternativa, caracterizada por Aφ , posiciona la zona 
primaria sobre la línea tangente al filo de corte. La zona primaria acabaría entonces 
justo en el punto de intersección de esa línea con el filo de corte. 
En la figura 4.13, se comparan, para dos niveles muy diferentes de la fricción 
implementada, los valores dados por la relación (4-3) con las mediciones directas de los 
ángulos *φ  y Aφ  para los casos correspondientes. Para ambos casos, 0.0=µ  y 0.1=µ , 
las tres cantidades se comportan de una forma muy parecida: Se observa un aumento del 
valor de los ángulos para las bajas velocidades de corte. Luego, a partir de una velocidad 
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Figura 4.13: Comparación de los tres ángulos susceptibles de definir la pendiente de la zona 
primaria de cizallamiento para los casos: 0.0=µ (izquierda); 0.1=µ  (derecha). 
A pesar de tener diferencias de condiciones de contorno muy diferentes entre las 
simulaciones a fricción implementada nula y 0.1=µ , sobre todo por la existencia o no 
de contacto pegado, siempre el ángulo medido por debajo del filo de corte, Aφ , él que se 
aproxima mejor, por debajo, a las predicciones obtenidas a partir de la ecuación (4-3). 
Sin embargo, es interesante notar que la aproximación es mejor cuando 0.0=µ . 
 
 




En este trabajo de análisis geométrico de los resultados numéricos, se ha 
desarrollado una metodología simple que permite determinar la velocidad de la viruta, 
el radio de curvatura y el ángulo de cizallado. 
Asimismo, se pudo observar que el valor, tanto del radio de curvatura de la 
viruta, de su espesor, como de las longitudes de contacto total y adherido, tiende a 
disminuir con el aumento de la velocidad de corte. Se mostró que estas variables 
dependen en gran medida del valor del coeficiente de fricción implementado, 
particularmente a bajas velocidades. A altas velocidades de corte, estos resultados 
numéricos tienden a acercarse a un valor asintótico. Sin embargo, una serie de estudios 
más profundizados debe ser llevada a cabo para analizar la dependencia de los 
comportamientos obtenidos con el tamaño del mallado aplicado en el modelo numérico 
desarrollado en este trabajo. 











Efecto del contacto en las fuerzas de corte. 
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1. Introducción 
En este último capitulo analizaremos los resultados numéricos en términos de 
variables globales, o macroscópicas, obtenidos con nuestro modelo. Concretamente, se 
presentara un estudio sobre la evolución de las fuerzas de corte y de avance, 
respectivamente Fc y Ft, con respecto al nivel de fricción implementada, y dentro de un 
gran intervalo de velocidades de corte aplicadas. 
El código de cálculo por Elementos Finitos nos proporciona, para un 
determinado caso, la evolución de las fuerzas de corte y de avance con el tiempo, como 
ilustrado en la figura 5.1. Los valores analizados en este capitulo son los que se alcanzan 
en el régimen estacionario del cálculo. En efecto, para cada simulación numérica, existe 
un tiempo crítico a partir de cual los valores, en términos de fuerzas de corte y de 
avance, por una parte, y de temperatura, por otra parte, no variaban más. Es importante 
notar que este tiempo crítico es generalmente del orden de la décima de milisegundos, y 
que éste aumenta cuando aumenta el valor de la fricción implementada, o cuando 

































Tiempo de corte (ms)  
Figura 5.1: Evolución de las fuerzas de corte y de la temperatura de un elemento en la interfase 
para el caso: 8.0=µ  y  V=8m/s. Definición del régimen estacionario del corte. 
A continuación se analizarán en una primera parte, los resultados numéricos 
obtenidos, implementando el modelo de Coulomb con un coeficiente de fricción 
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constante y, en una segunda parte, el efecto de implementar un modelo de fricción 
donde el coeficiente de Coulomb varía con la velocidad de deslizamiento relativo del 
material en la interfase. 
2. Coeficiente de fricción constante 
Representando las fuerzas numéricas de corte, Fc, y de avance, Ft, obtenidas para 
varios valores del coeficiente de fricción de Coulomb, figura 5.2, se puede observar una 
clara tendencia a la disminución con el aumento de la velocidad de corte, 
particularmente para los elevados valores de la fricción. Se observa que, globalmente, el 
efecto del aumento de la fricción, sobre la variación de fuerzas obtenidas, depende de 
que si la velocidad de corte aplicada es relativamente alta o no. Para valores bajos de 
velocidad de corte ( smV /10≤ ), Fc y Ft aumentan con el aumento de µ . Pero, para 
velocidades de corte más altas, se observa que las fuerzas de corte y de avance se igualan 
entre sí para todos los valores de la fricción implementada, siempre que esta última sea 
mayor del valor 0.2. 
Para el caso 0.0=µ , la disminución de las fuerzas de corte ha sido estudiada por 
Miguélez et al [48]. Este comportamiento ha sido relacionado con el ablandamiento 
térmico del material en la zona primaria de cizallamiento entrando en el régimen 
adiabático. Para los casos con fricción diferente a cero, se puede emitir una hipótesis 
parecida, ya que el aumento de la temperatura en la zona secundaria podría estar al 
origen de un ablandamiento del material en la interfase y, consecuentemente, ocasionar 
la disminución de las fuerzas de corte.  



















































































Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.2: Evolución, con respecto a la velocidad de corte, de las fuerzas de corte y de la 
fricción macroscópica con varios coeficientes de fricción constantes implementados. 
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2.1. Efecto del modelo de contacto de Coulomb en los resultados macroscópicos 
Para comprobar el efecto del ablandamiento térmico, un estudio paramétrico ha 
sido llevado a cabo, donde se varió el valor del coeficiente de Quinney-Taylor β  entre 
0.5 y 1, en las simulaciones numéricas. Todos los cálculos han sido realizados con 
modelos numéricos idénticos y con un valor de fricción constante 6.0=µ . 
Los resultados ilustrados en la figura 5.3 demuestran claramente que la caída del 
nivel de las fuerzas con la velocidad de corte es más rápida a muy bajas velocidades 
( s/m4V ≤ ) cuando mayor es el valor de β . Sin embargo, para velocidades de corte 
más altas ( s/m4V > ), se observa que, cuanto mayor es el valor de β , menos 
importante es la caída obtenida para las fuerzas de corte. Se obtiene también que, a 
partir de una velocidad crítica (alrededor de los 30 m/s) las curvas de fuerza presentan 


















































Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.3: Evolución, con respecto a la velocidad de corte, de las fuerzas de corte y de avance 
variando el coeficiente de Quinney-Taylor. Coeficiente de fricción implementado 6.0=µ . 
La fricción global, o aparente, apµ  obtenida en la figura 5.2, y definida como el 
cociente de la fuerza de avance por la fuerza de corte, presenta un comportamiento más 
complejo. En primer lugar, uno puede notar que la fricción macroscópica obtenida no es 
igual al valor implementado de la fricción µ , sino que tiende hacia este valor cuando 
baja la velocidad de corte. 
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Para los grandes valores de la fricción implementada ( 4.0≥µ ), el cociente de 
las fuerzas de corte obtenidas por las simulaciones numéricas es siempre más pequeño 
que el valor de fricción implementado, y disminuye fuertemente hasta alcanzar un valor 
asintótico en el régimen adiabático. Además, como las fuerzas de corte se igualan a 
partir de una cierta velocidad de corte, obtenemos pues unos cocientes de fuerzas muy 
similares a altas velocidades de corte, y eso para todas las fricciones implementadas 
siempre que sean mayores de 0.4. 
Este comportamiento se explica gracias al análisis del modelo numérico de 
contacto mecánico entre la viruta y la herramienta llevado a cabo en el capitulo III: El 
ablandamiento térmico del material en la interfase hace que la tensión límite de fluencia 
plástica del material yτ , caiga por debajo del producto ( σµ . ).  Un contacto de 
adhesión aparece en la interfase por efecto del modelo numérico de contacto 
implementado, y la tensión de fricción τ , en esta zona iguala yτ . Entonces, el cociente 
de la tensión de fricción por la tensión normal en esta zona de material adherido será, a 




















Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.4: Evolución, con respecto a la velocidad de corte, de la fricción macroscópica variando 
el coeficiente de Quinney-Taylor. Coeficiente de fricción implementado 6.0=µ . 
Entonces, para los grandes valores de la fricción implementada ( 4.0≥µ ), se 
obtiene un ablandamiento de la fricción aparente, con respecto a la velocidad de corte, 
debido, por una parte del uso del modelo de fricción de Coulomb, y por otra parte, por 
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el ablandamiento térmico del material gobernado en gran proporción por el coeficiente 
β . En la figura 5.4, se comprueba que la disminución de la fricción aparente es más 
pronunciada a medida que β  aumenta. 
Por el contrario, para los pequeños valores de la fricción implementada 
( 2.0≤µ ), el cociente de las fuerzas de corte obtenidas por las simulaciones numéricas 
es siempre más grande que el valor de fricción implementado, y tiende a aumentar con 
la velocidad de corte hasta un valor asintótico, sin duda al alcanzar el régimen 
adiabático.  Particularmente, el caso 0.0=µ  presenta unos resultados interesantes en 
cuanto a la interpretación de los resultados globales: Se obtienen una fuerza de avance, 
y un importante valor de fricción aparente (entre 0.15 y 0.22) en un caso donde la 
fricción implementada es nula. Childs observó en [55, 57] que, en algunos casos 
numéricos, el cociente de la fuerza de avance por la fuerza de corte era mayor que el 
coeficiente de fricción implementado, y lo relacionó con el hecho de tener un radio de 
filo significativo en la punta de la herramienta. 
Entonces, el análisis del comportamiento numérico obtenido para la fricción 
aparente, debe contar con las aportaciones de, por lo menos, dos componentes de gran 
importancia que son el tipo de modelo de contacto implementado – particularmente, su 
comportamiento frente al ablandamiento térmico del material en la interfase –, y el 
radio, no despreciable, de la punta de la herramienta. A continuación, proponemos 
desacoplar los efectos resultantes del modelo de contacto, de aquellos que se deben de 
la utilización de una punta de herramienta redonda. 
2.2. Fuerzas de corte y de avance en la superficie de desprendimiento 
Este apartado se centra en el estudio de la interfase, analizando el efecto del 
aumento de la velocidad de corte y de la variación del coeficiente de fricción 
implementado, sobre las fuerzas que actúan en la superficie de desprendimiento. 




















































































































































Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.5: Evolución, con respecto a la velocidad de corte, de la fuerza normal y tangencial a la 
superficie de desprendimiento y el ratio correspondiente para varios coeficientes de fricción 
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Consideramos ahora la fuerza normal y la fuerza tangencial a la superficie de 
desprendimiento, respectivamente N y T. Los valores de N y de T se obtienen gracias a la 
integración sobre la superficie de desprendimiento de las tensiones normales y de 










                                                         (5-2) 
En la figura 5.5, se puede observar la variación de N y T con respecto a la 
velocidad de corte y a la fricción implementada. En términos de fuerzas, las tendencias 
obtenidas son muy parecidas a las precedentes ilustradas en la figura 5.2.  Pero, al 
contrario de la fricción aparente definida por el ratio Ft /Fc, ilustrada en la figura 5.2, el 
cociente de T por N, que llamaremos en adelante fricción media en la superficie de 
desprendimiento, µ , ilustrado en la figura 5.5, nos proporciona la información necesaria 
para conocer el estado del contacto del material en la interfase. 
En efecto, en el caso de tener un contacto totalmente deslizante en la superficie 
de desprendimiento, el valor de la fricción media en la superficie de desprendimiento 
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Para los casos donde 2.0≤µ , se obtiene en la figura 5.5 que la fricción media 
iguala la fricción implementada. No hay contacto de adhesión y, en cuanto a las fuerzas 
globales, apenas se nota una pequeña bajada del nivel de las fuerzas de corte. 
Al contrario, para los casos donde 6.0≥µ , se observan caídas importantes de 
las fuerzas de corte y de avance. Además, el hecho de obtener, a altas velocidades de 
corte, valores de la fricción media muy parecidos para 6.0≥µ  supone que la tensión de 
fricción está gobernada por la tensión límite de fluencia del material en la interfase, y se 
sugiere entonces que la proporción del contacto de tipo pegado en la interfase tiene que 
ser muy alta. En el caso contrario, el aumento del valor de la fricción implementada 











































































Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.6: Evolución, con respecto a la velocidad de corte, de la longitud de contacto pegado 
(a) y del ratio de esta longitud con la longitud de contacto (b) para varios coeficientes de 
fricción constantes implementados. 
En la figura 5.6, se comprueba la hipótesis expresada en el párrafo anterior: Para 
los casos donde 2.0≤µ , se observa que no hay contacto pegado en la interfase. Pero, 
cuando se aumenta el nivel de fricción implementado particularmente para 6.0≥µ , se 
observa como, de repente, aparece una zona de contacto pegado a partir de unas 
determinadas velocidades de corte. Se puede observar que esa velocidad crítica de 
aparición del contacto pegado depende del nivel de fricción implementado: Cuanto 
mayor es el valor de la fricción implementado, más baja es esta velocidad crítica de 
aparición del contacto pegado. 
b) 
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Por último, es importante notar que, a pesar que la longitud de la zona adherida 
disminuye con el aumento de la velocidad de corte, figura 5.6-a, en la figura 5.5-b se ve 
que la proporción del contacto pegado en la interfase sube rápidamente, y se estabiliza 
al cubrir más del 65% de toda la superficie de contacto entre la herramienta y la viruta. 
Hemos de relacionar este dato con las observaciones expuestas en el capitulo III donde 
se comentaba que, en la zona de contacto adherido y a un coeficiente de fricción dado, el 
nivel de la distribución de la tensión normal aumentaba con la velocidad de corte, 
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Figura 5.7: Distribución de las tensiones normales y de fricción a lo largo de la superficie de 
desprendimiento para varias velocidades de corte. Coeficiente de fricción: 8.0=µ . 
En realidad, si ilustramos la variación con respecto a la velocidad de corte, de los 
niveles de tensión obtenidos para un coeficiente de fricción dado, por ejemplo 8.0=µ , 
figura 5.7, uno observa que el nivel de la tensión normal solo aumenta en la zona de 
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contacto pegado. Al contrario, en la zona de contacto deslizante, la tensión normal 
tiende a bajar con el aumento de la velocidad de corte. 




















2 183 111 0.604 134 106 0.797 
8 182 70.0 0.385 37.0 29.7 0.803 
15 171 52.5 0.308 20.7 16.5 0.797 
30 161 38.1 0.237 12.6 10.1 0.802 
Tabla 5.1: Fuerzas normales y de fricción actuando en las zonas de contacto pegado y deslizante 
formando la superficie de desprendimiento. Coeficiente de fricción: 8.0=µ . 
Las fuerzas normales y tangenciales en las dos zonas de contacto (adherido y 
deslizante) para los casos presentados de la figura 5.7 se muestran en la tabla 5.1. 
Cuando la velocidad de corte pasa de 2m/s a 30m/s, las fuerzas normales y tangenciales 
actuando en la zona de contacto pegado bajan respectivamente unos 12% y 66%. En la 
zona de contacto deslizante, la disminución es de 90% para ambas fuerzas. Esto quiere 
decir que, con el aumento de la velocidad de corte, las fuerzas actuando sobre el 
contacto de tipo deslizante, tienen cada vez menos importancia en los resultados 
globales, comparándoles con las aportaciones de las fuerzas actuando en la zona de 
contacto de tipo pegado. 
Para ilustrarlo, se representó en la figura 5.8-a, el cociente de la fuerza normal 
(resp. fuerza tangencial), calculada para la zona deslizante, por la fuerza normal N 
(resp. fuerza tangencial T) obtenida para toda la superficie de desprendimiento. Se 
puede observar como, este ratio disminuye fuertemente de alrededor de 0.45, a bajas 
velocidades (2m/s), a valores entre el 0.07 y 0.21 para la velocidad de 30m/s. Este 
resultado conduce al siguiente resultado ilustrado en la figura 5.8-b, donde se 
demuestra que el comportamiento de la fricción media, obtenida a lo largo de la 
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superficie de desprendimiento, está gobernado fuertemente por el ratio de las fuerzas 
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Figura 5.8: Cociente de la fuerza normal y de la fuerza tangencial, actuando sobre la zona de 
contacto deslizante, por respectivamente N y T (a). Comparación de la variación, con respecto a 
la velocidad de corte, de la fricción media a lo largo de toda la superficie de desprendimiento, 
con los ratios de fuerzas (tangencial por normal) obtenidas en las dos zonas de contacto, 
deslizante y pegado (b). Coeficiente de fricción deslizante: 8.0=µ . 
En la tabla 5.1, la fuerza normal en la zona de contacto adherido baja 
ligeramente. Sin embargo, el ablandamiento térmico del material hace que las fuerzas 
tangenciales bajan fuertemente. El comportamiento de la fricción media en la superficie 
de desprendimiento está entonces gobernado en gran medida por el ablandamiento del 
material, y presenta, en los casos donde se obtiene adherencia del material, poca 
sensibilidad al valor implementado del coeficiente fricción. Esto explica la 
convergencia, a alta velocidad de corte, de los resultados macroscópicos obtenidos en la 
figura 5.5.  
2.3. Influencia del radio de filo en los resultados macroscópicos 
En las curvas correspondientes al caso 0.0=µ  de la figura 5.5, se observa que la 
fuerza tangencial a la superficie de desprendimiento es igual a cero. Sin embargo, la 
figura 5.2 muestra un valor no nulo para la fuerza de avance. Por otra parte, se obtiene 
en la figura 5.2, para los casos con bajo coeficiente de fricción ( 4.0≤µ ), una fricción 
aparente mayor que el coeficiente de fricción implementado. Observaciones similares 
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han sido objetos de estudio por Childs en [57] que sugirió que está aparente 
consistencia del modelo numérico de fricción era debida a la existencia de una radio de 
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Figura 5.9: Evolución, con respecto a la velocidad de corte, de las fuerzas de corte (a) y de 
avance (b) obtenidas en punta de la herramienta, mr µ15= . 
Las fuerzas de corte y de avance actuando sobre el filo de corte están ilustradas 
en la figura 5.9. Globalmente, los valores obtenidos para las fuerzas de corte en el filo se 
encuentran alrededor de los 30N/mm, y de los 25N/mm para las fuerzas de avance. Es 
notable observar que estos valores se quedan constantes con el aumento de la velocidad 
de corte, figura 5.10. Así pues, la fuerza de corte actuando en la punta representa unos 
15% del resultado global. Pero en cuanto a la fuerza de avance, la parte debida al radio 
de punta depende fuertemente del coeficiente de fricción implementado: en la figura 
5.10-b, se observa que la fuerza de avance global se debe totalmente a la componente 
vertical de la fuerza actuando sobre el filo de corte para 0.0=µ . Al contrario, para altos 
niveles de fricción, por ejemplo 0.1=µ , esa contribución se sitúa alrededor de los 20%. 
 












































































Figura 5.10: Contribución en las fuerzas macroscópicas de las fuerzas de corte (a), y de avance 
(b), actuando sobre el filo de corte. Radio de punta de la herramienta mr µ15= . 
Asimismo, la parte en las fuerzas de corte, y consecuentemente en la fricción 
aparente, que corresponde al radio de la punta de la herramienta es significativa ya que 
representa la quinta parte de los resultados en términos de fuerzas. El papel de la punta 
llega a ser particularmente importante para los pequeños valores de fricción. Pero este 
destacado papel del radio del filo de la herramienta se debe también a que, en nuestro 
modelo numérico, el avance modelado (t1=0.1mm) no es lo suficientemente importante 
para poder despreciar el radio de la punta ( mµ15 ). 
En la figura 5.11, se ilustran la variación con el aumento del valor del avance, de 
las fuerzas de corte, y de la fricción aparente correspondiente, para dos casos diferentes: 
el primero siendo un caso de contacto deslizante y a baja velocidad de corte, 0.0=µ  y 
V=2m/s. El segundo caso es representativo de las simulaciones a alta velocidad de corte y 
donde una parte importante del contacto es de tipo adherente, 6.0=µ  y V=8m/s. 
Como cabía esperar, los resultados numéricos ilustrados en la figura 5.11 
demuestran, tanto para los casos de contacto deslizante como con adhesión, que, para 
un valor de radio de punta contante, el aumento del valor del avance hace que la parte 
en los resultados globales, debida a las fuerzas actuando en el filo de corte, sea cada vez 
menos importante. Cabe destacar que este resultado es particularmente pronunciado 
para las bajas fricciones, figura 5.11 (arriba). 















































































Avance (mm)  
Figura 5.11: Evolución, con respecto al aumento del avance, de las fuerzas de corte y de la 
fricción macroscópica para los casos: 0.0=µ  y V=2m/s (arriba); 6.0=µ  y V=8m/s (abajo). 
2.4. Comportamiento de la fricción aparente 
En la figura 5.2, se obtiene la convergencia de la fricción aparente para todos los 
casos donde 2.0≥µ . Los casos donde 0.0=µ  y 1.0=µ , las fricciones aparentes 
obtenidas se estabilizan, a altas velocidades de corte, a valores que se sitúan por debajo 
del valor de convergencia de la fricción para los demás casos. En el análisis presentado 
sobre el comportamiento de la fricción aparente, se relacionó la disminución de la 
fricción aparente con el ablandamiento térmico del material, y se explicó que la 
convergencia de los resultados era la consecuencia de la formación de una importante 
zona de contacto de tipo adherido. Este análisis es válido para todos los casos donde  
4.0≥µ ,  pero es inadecuado en el caso 2.0=µ . 

























































































































































































Posición en la interface (mm)  
Figura 5.12: Comparación entre los resultados obtenidos a lo largo de la interfase para los casos 
cuyas fricciones aparentes son idénticas. Casos: 0.1=µ  (izquierda) y 2.0=µ (derecha). 
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En la figura 5.2, a V=50m/s se obtiene, para el caso 2.0=µ , el mismo valor de la 
fuerza de corte y de avance que para los otros casos con una fricción implementada más 
alta. Entonces, unos valores muy parecidos de la fricción aparente están obtenidos para 
todos estos casos, pero esto no quiere decir que estamos delante de una situación 
parecida para estos casos en cuanto a la interfase viruta/herramienta. 
En efecto, en la figura 5.12 reproducimos la distribución de tensiones, 
temperaturas y velocidades de flujo del material, para los casos 2.0=µ  y 0.1=µ . A 
pesar que los resultados macroscópicos sean muy similares, al nivel de la interfase, esta 
similitud no se observa: en cuanto al nivel de las tensiones, los dos casos parecen muy 
cercanos, pero, la tensión de fricción observada en el caso 0.1=µ  es la tensión límite en 
cizalladura del material, debida de las altas temperaturas obtenidas en la interfase, y 
que genera una zona de adhesión del material, ilustrada en la figura 5.12.  
3. Comparación de los resultados numéricos con datos experimentales 
3.1. Comportamiento de las fuerzas con la velocidad de corte 
En la figura 5.13, se comparan los resultados numéricos obtenidos mediante el 
modelo de fricción de Coulomb con un coeficiente de fricción constante, con los 
resultados experimentales publicados en [79] por Devillez et al. para el mismo material 
y bajo las mismas condiciones de corte. 
Globalmente, las tendencias obtenidas para las fuerzas numéricas reproducen 
de manera muy satisfactoria el comportamiento de las fuerzas experimentales con la 
variación de la velocidad de corte, figura 5.13. En el caso de las fuerzas de corte, se 
observa de los valores experimentales se sitúan dentro del espectro formado por las 
curvas de las fuerzas numéricas obtenidas mediante los diferentes coeficientes de 
fricción. La tendencia numérica obtenida con el coeficiente de fricción 6.0=µ  es 
particularmente representativa de la curva experimental. En cuanto a las fuerzas de 
avance, aunque los resultados experimentales se encuentran en el rango de los 
resultados numéricos para las bajas velocidades de corte ( )/4 smV ≤ , se observa para 
velocidades de corte más altas que la fuerza experimental es mas grande que todas las 
predicciones numéricas obtenidas en este trabajo. 
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Figura 5.13: Comparación entre los resultados numéricos, obtenidos mediante varios 
coeficientes de fricción constantes, con datos experimentales publicados por Devillez et al [79]. 
Esta diferencia a altas velocidades de corte entre las fuerzas de avance 
numéricas y experimentales resulta en una subestimación de la fricción aparente 
experimental por parte de las predicciones numéricas, figura 5.13. Sin embargo, la 
diferencia entre la curva experimental y las numéricas en términos de fricción aparente 
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Figura 5.14: Comparación entre las fricciones aparentes obtenidas con el modelo numérico 
mediante un coeficiente de fricción constante, con la tendencia experimentales [79]. 
En el apartado 2.2, se ha explicado que el aumento del nivel de la fuerza de 
avance, en los casos numéricos con alta fricción, no se consigue con el aumento del valor 
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del coeficiente de fricción implementado ya que la interfase está gobernada por un 
contacto adherido. Por otra parte, en el apartado 2.3, se ha puesto de manifiesto que el 
radio de la punta de la herramienta tiende a aumentar el nivel de las fuerzas 
macroscópicas.  
 En la figura 5.15, se reporta la comparación entre las fuerzas experimentales y 
los resultados obtenidos mediante el valor 8.0=µ , con un radio de punta mr µ15= . Se 
ha también reportado en esta figura las tendencias obtenidas con un nuevo modelo 
numérico con un coeficiente de fricción constante 8.0=µ , pero con la diferencia que, 






















































Figura 5.15: Comparación entre los resultados numéricos, a diferentes valores de radio de la 
punta de herramienta, y los datos experimentales de Devillez et al [79]. 
Con mr µ30= , las fuerzas de corte aumentan ligeramente de los valores 
originales con 8.0=µ . Por otra parte, las nuevas fuerzas de avance aumentan 
sensiblemente hasta llegar, a altas velocidades de corte, al nivel de las fuerzas 
experimentales, con lo que se puede comprobar el efecto del radio de filo. 
En cuanto a los nuevos valores obtenidos con mr µ30= , figura 5.16, se observa 
una importante mejora del nivel de la fricción aparente con respecto a la tendencia 
experimental.  





























Figura 5.16: Comparación de las fricciones aparentes obtenidas a diferentes valores de radio de 
la punta de herramienta, con la tendencia experimentales [79]. 
3.2. Comportamiento de las fuerzas con el valor del avance 
En [80], Sutter & Molinari obtienen la variación de la fricción aparente con 
respecto a la velocidad de corte para dos valores del avance (t1=0.25mm y t1=0.5mm). 
Estos resultados fueron obtenidos para el 42CD4 en condición de corte ortogonal con 
un ángulo de desprendimiento nulo.  
El modelo numérico ha sido modificado para obtener tendencias numéricas a 
diferentes valores de avance con el fin de comparar estas tendencias numéricas con los 
resultados experimentales presentados en [80].  
En la figura 5.17, se puede observar una muy buena correlación entre las 
tendencias numéricas, a diferentes valores de avance, con las tendencias experimentales 
obtenidas en [80]. Los modelos numéricos predicen muy satisfactoriamente tanto las 
tendencias como los niveles de las fricciones reales, sobre todo en el intervalo medio de 
las velocidades. 





























Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.17: Comparación de las fricciones aparentes obtenidas para varios valores del avance, 
con los resultados experimentales publicados por Sutter & Molinari en [80]. 6.0=µ . 
4. Coeficiente de fricción variable con la velocidad de deslizamiento 
 De los apartados anteriores, se puede concluir que, la comparación entre las 
fuerzas numéricas y experimentales no es suficiente para validar un modelo numérico, 
ya que se ha demostrado que se pueden obtener numéricamente resultados 
macroscópicos similares para casos que presentan unas situaciones totalmente opuestas 
en la interfase viruta/herramienta. 
Para los resultados obtenidos con un coeficiente de fricción constante, a pesar de 
obtener muy buena correlación entre las tendencias numéricas y experimentales, 
resulta problemático el hecho de obtener una mayor zona contacto de tipo adherente a 
medida que la velocidad de corte aumenta, particularmente a muy altas velocidades de 
corte, figura 5.6. 
En la figura 5.18  (derecha), Philippon et al presentan la variación de la fricción 
con respecto a la velocidad de corte a diferentes valores de presión aplicada entre las 
dos superficies. Uno de los objetivos de este trabajo fue aplicar bajos niveles de presión 
entre dos bloques de acero (entre 8MPa y 33MPa). Estos niveles tan bajos de presión 
aplicados nos garantizan un contacto de tipo deslizante en la interfase ya que están 
muy por debajo de la tensión límite de plastificación de los aceros. Se puede observar 
que la fricción deslizante disminuye con la velocidad hasta unos valores cercanos a 0.2. 






    
Figura 5.18: Variación de la fricción deslizante en función de la velocidad para: un contacto 
carburo/acero obtenido por Sutter et al. [81](izquierda); un contacto acero/acero obtenido por 
Philippon et al. [25] (derecha). 
Sutter et al presentan en [81] un trabajo similar al anterior pero con la 
importante aportación de utilizar niveles de presión más altos que en [25]. 
Concretamente, en [81], se ha estudiado el comportamiento de la fricción entre un 
carburo y un acero con el aumento de la velocidad relativa de deslizamiento. Los 
resultados mostraban al igual que en [25] que la fricción obtenida disminuía 
significativamente para estabilizarse, a partir de 10m/s, en valores que se sitúan entre 
0.1 y 0.2. 
A partir de las observaciones expuestas en el apartado anterior, se 
implementaron en los cálculos numéricos dos modelos de contacto con un coeficiente 
de fricción variable, )(1 SVµ  y )(2 SVµ  – en este caso dependiendo de la velocidad de 
deslizamiento del material en la interfase, VS –.  La forma en que varía la fricción con la 
velocidad de deslizamiento del material ha sido determinada a partir de las dos gráficas 
ilustradas en la figura 5.18: El valor de la fricción se sitúa en valores altos a bajas 















−+= 1*µµ     (5-5) 
Capitulo V: Efecto del contacto en las fuerzas de corte  
 138
En la relación (5-5) se explicita la forma generalizada de las dos fricciones 
variables implementadas en este trabajo. A y B son dos parámetros de calibración, *µ  el 
valor de la fricción a altas velocidades de deslizamiento relativo, y Vcrit la velocidad 
crítica a partir de cual el valor de la fricción es constante. Los parámetros que 
caracterizan a las dos fricciones implementadas en esta sección están dados en la tabla 
5.2. Además, se ha fijado 1)0(1 =µ , y 8.0)20(2 =≤≤ SVµ . 
 )(1 SVµ  )(2 SVµ  
A 1 1 
B 4.2 6 
*µ  0.2 0.1 
Vcrit (m/s) 10 10 
Tabla 5.2: Parámetros de calibración de )(1 SVµ  y )(2 SVµ  para definir las tendencias 
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Figura 5.19: Definición de los dos modelos de fricción variable implementados en los cálculos 
numéricos: )(1 SVµ (izquierda) y )(2 SVµ  (derecha). 
La evolución de la fricción macroscópica obtenida para estos dos modelos de 
fricción variable está ilustrada a continuación en la figura 5.20. 


















































Velocidad de corte (m/s)  
Figura 5.20: Fricción aparente obtenidos para los dos modelos de fricción variable 
implementados en los cálculos numéricos: )(1 SVµ  (izquierda) y )(2 SVµ  (derecha). 
En primer lugar, se puede comprobar en la figura 5.20 como todos los valores 
obtenidos para las dos formas de fricción variable se encuentran entre los resultados 
obtenidos con las dos fricciones constantes que caracterizan los valores máximo y 
mínimo de cada fricción variable. En segundo lugar, podemos comprobar que el valor 
de la fricción aparente se aproxima fuertemente a los valores de la fricción aparente de 
los modelos con fricción constante a muy bajas y muy altas velocidades de corte, lo que 
es consistente con la definición de las fricciones variables mostradas en la figura 5.19. 
En el intervalo de velocidades medias, obtenemos dos tendencias distintas: para 
el caso )(1 SVµ , la fricción aparente se aleja rápidamente de la curva obtenida con 
0.1=µ . Esto está relacionado con el hecho de que la fricción implementada )(1 SVµ  
baja rápidamente entre 0 y 4m/s. Una tendencia muy diferente se puede observar para 
el caso )(2 SVµ  donde, primero, la fricción aparente obtenida es muy próxima la curva 
obtenida con 8.0=µ  (porque en la forma de )(2 SVµ  ilustrada en la figura 5.19 se ha 
definido, para las muy bajas velocidades, una meseta donde la fricción vale 0.8). Luego, 
la fricción aparente obtenida para )(2 SVµ baja fuertemente para pegarse a la curva de la 
fricción aparente obtenida con 1.0=µ . 
Es muy importante entender que la forma de la fricción aparente obtenida con 
)(1 SVµ  o )(2 SVµ  no puede ser obtenida con un modelo de fricción con un coeficiente 
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constante. En efecto, para el caso )(2 SVµ , está particularmente claro que ningún 
coeficiente de fricción constante es capaz de aproximar la curva de la fricción aparente 
obtenida. Tampoco es el caso para )(1 SVµ . A pesar de que parece que uno puede 
aproximar la evolución de la fricción aparente obtenida por )(1 SVµ  con una fricción 
constante de tipo 4.0=µ  o 6.0=µ  que se encontraría un poco debajo de 8.0=µ . 
Más que el valor de la fricción aparente obtenido, la dificultad está presente en el tipo 
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Figura 5.21: Evolución del ratio de contacto de adhesión, con respecto al aumento de la 
velocidad de corte, obtenido para los dos modelos de fricción variable implementados en los 
cálculos numéricos: )(1 SVµ (izquierda) y )(2 SVµ  (derecha). 
En los resultados obtenidos con los modelos de fricción constante, el porcentaje 
de contacto de tipo adherente, con respecto a la longitud de contacto total, siempre 
aumentaba con la velocidad de corte, para los altos niveles de fricción ( 4.0≥µ ). Este 
ratio era nulo para los bajos coeficientes de fricción ( 2.0≤µ ). 
5. Conclusiones 
En este capitulo, se analizo el comportamiento de las fuerzas de corte en un 
amplio intervalo de velocidades de corte. Implementando un modelo de fricción de 
Coulomb con un coeficiente constante, se pudo observar los siguientes resultados:  
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• La disminución de las fuerzas, con el aumento de la velocidad de corte, ha sido 
relacionado con un efecto combinado de la forma del modelo de fricción 
implementado (Coulomb), junto a la aparición de la zona de contacto de tipo 
adherente debida al ablandamiento del material en la interfase 
viruta/herramienta. 
• La interfase ha sido separada en la superficie de desprendimiento y la punta de 
la herramienta, para desacoplar el análisis de los efectos del modelo de fricción 
en la zona de contacto. Asimismo, se puso de manifiesto que el principal factor 
de disminución de las fuerzas en la superficie de desprendimiento, era el 
ablandamiento térmico del material. 
• Se demostró que, a altas velocidades de corte, el nivel de las fuerzas de corte está 
gobernado por la zona adherente del contacto, por lo tanto, poco sensible al 
aumento del coeficiente de fricción implementado. 
• Por último, se confirmó el papel importante de la punta de herramienta en 
definir el nivel de la fuerza de avance, particularmente para los bajos coeficientes 
de fricción. 
En el segundo punto, se estudió la validación experimental del modelo numérico 
desarrollado en esta tesis doctoral. Se compararon tendencias experimentales 
publicadas para el mismo material, y en las mismas condiciones de corte, con los 
resultados numéricos obtenidos mediante un coeficiente de fricción constante. y se 
concluyó lo siguiente: 
• Las tendencias de las fuerzas de corte previstas por el modelo numérico eran 
muy satisfactorias comparándolas con los datos experimentales. 
• La validación experimental se comprobó para diferentes valores del avance, 
entre 0.1mm, 0.25mm y 0.5mm, en un amplio intervalo velocidades de corte, 
entre 1m/s y 40 m/s. 
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• El modelo de fricción de Coulomb, con un coeficiente de fricción constante, es 
capaz de prever las tendencias experimentales en términos de fuerzas de corte, 
siempre que el coeficiente de fricción constante sea bien calibrado. 
Por último, se ha propuesto dos modelos de fricción variable con la velocidad 
relativa de deslizamiento del material en la interfase. Tanto la idea como la forma de 
estos dos modelos de fricción variable, han sido desarrolladas a partir de varios estudios 
experimentales sobre el comportamiento de la fricción deslizante con respecto a la 
velocidad. Las principales aportaciones de este nuevo tipo de modelo de fricción se 
presentan a continuación: 
• En los resultados numéricos con coeficiente de fricción constante, se observó la 
importante dominación del contacto de tipo adherido, a altas velocidades de 
corte, lo que contrasta con los estudios experimentales publicados. Los 
resultados obtenidos con los modelos de fricción variables palian esta 
inconsistencia del contacto. 
• La fricción aparente disminuye fuertemente con el aumento de la velocidad de 
corte, teniendo en la interfase un contacto de tipo deslizante, lo que coincide 
con los resultados experimentales. 
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La formación de viruta es un proceso tecnológico muy presente en la industria 
actual. El origen de esta forma de fabricar objetos remonta a los tiempos remotos, pero, 
la Revolución Industrial del siglo XVIII en Europa subrayó la gran importancia de este 
proceso de fabricación, y dio un giro irreversible hacia la necesidad estratégica de 
desarrollar, cada vez más, la tecnología de las máquinas-herramientas propias a este 
proceso. 
A pesar de haber sido estudiado durante varios siglos, el proceso de mecanizado 
sigue siendo hoy en día un desafío para toda la comunidad científica. Varios estudios 
exhaustivos del proceso de formación de viruta han sido llevados a cabo durante estos 
últimos años. La inter-actuación entre las observaciones experimentales y los estudios 
analíticos hicieron posible el desarrollo de varios modelos predictivos cada vez más 
cercanos a la realidad del proceso. Sin embargo, el análisis de la bibliografía publicada 
en esta temática subraya el poco conocimiento de la evolución, con respecto a las 
condiciones de contorno, de algunos fenómenos físicos importantes – como es el caso 
del contacto entre la herramienta y la viruta –. Está claro que estas dificultades 
provienen principalmente de la complejidad de determinación de una metodología 
global capaz de desacoplar las variables locales relevantes durante los ensayos 
experimentales. Este punto dificulta el desarrollo de nuevos modelos analíticos más 
potentes aún. 
La herramienta numérica puede presentar una excelente alternativa, para dar un 
paso más allá en la comprensión de la evolución de las variables locales durante el 
proceso de arranque de material. Y, entonces, para completar los modelos analíticos. El 
presente trabajo consistió en desarrollar un modelo numérico del contacto 
termomecánico entre la herramienta y la viruta, y se focalizó en el análisis de sus 
contribuciones en los resultados numéricos tanto al nivel local como macroscópico. 
Sistemáticos estudios paramétricos han sido llevados a cabo para identificar y 
cuantificar los efectos de los parámetros más relevantes en el comportamiento de la 
interfase. 
La contribución original de este trabajo de tesis doctoral se encuentra en el 
análisis la influencia del modelo de fricción de Coulomb en los resultados numéricos del 
corte ortogonal. Concretamente, en una primera parte, se variaron tanto el valor del 
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coeficiente de fricción constante implementado (entre 0 y 1) como él de la velocidad de 
corte aplicada (entre 1m/s y 50m/s). En la segunda parte del trabajo, se implementaron 
dos coeficientes de fricción variables con la velocidad de deslizamiento relativo del 
material en la interfase. El trabajo presentado en esta tesis se centró particularmente en 
el análisis de las distribuciones de las tensiones –normales y de fricción– y de las 
temperaturas en la interfase. Las conclusiones expuestas en este trabajo están 
resumidas por orden cronológico en los siguientes puntos:   
1. El Método de los Elementos Finitos es eficiente para modelar numéricamente el 
fenómeno de la formación de viruta. Más bien, la formulación ALE (Arbitrary 
Lagrangian Eulerian) permite obtener resultados consistentes con las 
tendencias observadas experimentalmente, tanto al nivel local –en la interfase– 
como macroscópico –fuerzas de corte–. 
2. El modelo numérico de contacto entre la herramienta y la viruta resulta ser un 
punto clave para obtener resultados numéricos coherentes con los 
conocimientos actuales en el campo científico de la tribología de los metales. 
Para el contacto mecánico, se demostró que la condición de la formación del 
contacto adherido está directamente relacionado con la formulación del modelo 
de fricción implementado. La aparición de dicho tipo de contacto ha sido 
relacionada con el ablandamiento térmico del material en la interfase. Por otra 
parte, se demostró también que la partición del calor entre la viruta y la 
herramienta está gobernada por el valor de conductancia térmica implementada 
en la interfase. 
3. En cuanto a los aspectos geométricos del proceso de formación de la viruta, se ha 
puesto de manifiesto en este trabajo que, aunque se obtiene un gradiente de 
velocidad en el espesor de la viruta en el referencial cartesiano, el flujo de la 
viruta describe un movimiento de sólido rígido. El gradiente de velocidad 
observado es la consecuencia del movimiento angular de salida de la viruta, que 
caracteriza su curvatura. Se mostró que este radio de curvatura de la viruta 
depende tanto de la velocidad de corte como del valor del coeficiente de fricción 
implementado. 
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4. Por último, se estudió la influencia del modelo de contacto sobre las fuerzas de 
corte numéricas. Se demostró que la disminución de las fuerzas de corte, a un 
coeficiente de fricción dado, era directamente relacionada al ablandamiento 
térmico del material, junto con el tipo de modelo de fricción implementado. Se 
ha demostrado también que el aumento del radio de filo tiende a incrementar las 
fuerzas de corte, particularmente la fuerza de avance, con lo que, el aumento del 
radio de filo aumenta notablemente el nivel de la fricción aparente. Al final, se 
compararon datos experimentales con los resultados numéricos obtenidos con 
el modelo de fricción con coeficiente constante. Una buena reproducción de las 
fuerzas de corte ha sido observado, pero, al nivel de la interfase, el aumento del 
contacto adherido con respecto a la velocidad de corte ha sido obtenido. Este 
resultado siendo opuesto a las observaciones experimentales, se modificó el 
modelo numérico con la implementación de una relación de fricción variable 
(dependiente de la velocidad) que respecta las tendencias experimentales. 
Los futuros estudios complementarios a este trabajo de tesis se pueden resumir 
en los 3 siguientes puntos: 
• Primero, implementar otras relaciones para el coeficiente de fricción 
variable en el modelo de Coulomb. Sería particularmente interesante 
definir un coeficiente de fricción dependiente de la temperatura del 
material situado en la interfase, ya que, debido al aumento de la 
temperatura en la interfase, se obtiene una competición entre el 
crecimiento de la zona de contacto adherido –por el ablandamiento 
térmico del material–, y la disminución de este mismo contacto de 
adhesión –por efecto de la disminución de la fricción en la interfase–. 
• Segundo, analizar la influencia, con respecto a los parámetros del 
material implementados en la ley constitutiva, de los resultados 
numéricos obtenidos con el modelo numérico desarrollado en esta tesis. 
Particularmente, el análisis de la contribución de un parámetro de 
velocidad de deformación no despreciable. 
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• Por ultimo, estudiar la sensibilidad de los resultados numéricos 
macroscópicos y locales, con los parámetros numéricos, principalmente 
el tamaño de la malla y el esquema de integración. 
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1 0.0 1 0.1 186 27.0 0.145 166 0.000 0.000 647 0.000 
2 0.0 2 0.1 179 29.0 0.162 157 0.000 0.000 647 0.000 
3 0.0 4 0.1 175 28.0 0.160 148 0.000 0.000 647 0.000 
4 0.0 6 0.1 171 29.0 0.170 145 0.000 0.000 652 0.000 
5 0.0 8 0.1 172 28.0 0.163 144 0.000 0.000 652 0.000 
6 0.0 10 0.1 172 28.0 0.163 143 0.000 0.000 652 0.000 
7 0.0 12 0.1 172 28.5 0.166 143 0.000 0.000 654 0.000 
8 0.0 15 0.1 171 30.5 0.178 142 0.000 0.000 655 0.000 
9 0.0 30 0.1 170 38.0 0.224 141 0.000 0.000 661 0.000 
10 0.0 50 0.1 169 39.0 0.231 142 0.000 0.000 664 0.000 
 
11 0.1 1 0.1 202 44.0 0.218 179 17.9 0.100 642 115 
12 0.1 2 0.1 192 45.8 0.238 169 16.9 0.100 641 117 
13 0.1 4 0.1 188 43.8 0.233 158 15.8 0.100 641 118 
14 0.1 6 0.1 186 45.7 0.245 157 15.7 0.100 644 120 
15 0.1 8 0.1 187 45.3 0.242 156 15.7 0.100 647 120 
16 0.1 10 0.1 188 47.6 0.254 158 15.8 0.100 647 119 
17 0.1 12 0.1 188 47.8 0.255 157 15.7 0.100 648 119 
18 0.1 15 0.1 188 47.7 0.254 157 15.7 0.100 650 120 
19 0.1 30 0.1 191 47.9 0.251 157 15.7 0.100 655 122 
20 0.1 50 0.1 191 47.8 0.251 157 15.7 0.100 658 125 
 
21 0.2 1 0.1 227 64.0 0.282 199 39.9 0.200 615 225 
22 0.2 2 0.1 212 64.0 0.303 186 37.1 0.200 624 227 
23 0.2 4 0.1 204 65.5 0.322 177 35.3 0.200 632 232 
24 0.2 6 0.1 203 66.0 0.326 167 33.3 0.200 638 242 
25 0.2 8 0.1 202 65.5 0.324 173 34.7 0.200 647 237 
26 0.2 10 0.1 203 65.5 0.323 176 35.2 0.200 647 229 
27 0.2 12 0.1 203 66.0 0.325 175 35.1 0.200 647 232 
28 0.2 15 0.1 203 66.4 0.328 175 34.9 0.200 647 232 
29 0.2 30 0.1 205 66.5 0.325 167 33.5 0.200 658 230 
30 0.2 50 0.1 205 66.6 0.326 168 33.6 0.200 661 237 
 
31 0.4 1 0.1 308 132 0.429 292 117 0.400 626 383 
32 0.4 2 0.1 271 119 0.439 240 95.9 0.400 629 386 
33 0.4 4 0.1 246 112 0.454 213 85.4 0.400 635 398 
34 0.4 6 0.1 246 111 0.451 214 85.6 0.400 638 400 
35 0.4 8 0.1 241 110 0.456 208 83.3 0.400 644 404 
36 0.4 10 0.1 232 104 0.447 199 76.4 0.384 652 398 
37 0.4 12 0.1 227 99.0 0.436 195 71.4 0.366 652 393 
38 0.4 15 0.1 221 92.5 0.420 188 64.6 0.343 655 386 
39 0.4 30 0.1 212 78.5 0.370 172 47.2 0.274 657 360 
40 0.4 50 0.1 207 70.5 0.341 175 42.0 0.240 661 341 
Anexo    
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41 0.6 1 0.1 363 222 0.611 339 204 0.600 624 506 
42 0.6 2 0.1 339 205 0.605 311 185 0.594 624 523 
43 0.6 4 0.1 270 154 0.572 241 134 0.556 635 507 
44 0.6 6 0.1 261 134 0.514 225 110 0.488 641 478 
45 0.6 8 0.1 247 120 0.484 214 95.4 0.446 647 440 
46 0.6 10 0.1 239 109 0.455 205 83.9 0.410 652 419 
47 0.6 12 0.1 231 100 0.433 197 74.5 0.378 652 397 
48 0.6 15 0.1 224 93.0 0.415 191 67.9 0.356 655 391 
49 0.6 30 0.1 214 77.0 0.360 173 48.7 0.282 657 350 
50 0.6 50 0.1 209 68.5 0.328 175 36.6 0.209 661 328 
 
51 0.8 1 0.1 437 327 0.747 408 309 0.757 618 562 
52 0.8 2 0.1 350 238 0.681 319 217 0.678 621 528 
53 0.8 4 0.1 295 176 0.598 265 158 0.598 624 476 
54 0.8 6 0.1 264 136 0.514 231 116 0.501 630 449 
55 0.8 8 0.1 252 122 0.483 219 100 0.458 640 423 
56 0.8 10 0.1 243 112 0.461 211 88.9 0.422 642 391 
57 0.8 12 0.1 236 102 0.432 204 81.0 0.397 647 376 
58 0.8 15 0.1 230 93.0 0.405 192 69.9 0.364 650 362 
59 0.8 30 0.1 215 76.0 0.353 173 49.1 0.283 658 334 
60 0.8 50 0.1 212 70.4 0.333 174 42.6 0.245 658 315 
 
61 1.0 1 0.1 478 389 0.812 443 367 0.829 606 517 
62 1.0 2 0.1 365 269 0.736 335 249 0.744 612 502 
63 1.0 4 0.1 305 210 0.689 272 169 0.623 629 480 
64 1.0 6 0.1 268 141 0.526 231 116 0.501 635 454 
65 1.0 8 0.1 254 123 0.484 221 104 0.470 641 447 
66 1.0 10 0.1 245 111 0.453 213 91.2 0.428 647 402 
67 1.0 12 0.1 238 102 0.429 206 82.8 0.402 652 390 
68 1.0 15 0.1 228 91.0 0.399 191 69.9 0.366 652 378 
69 1.0 30 0.1 217 72.5 0.334 180 52.5 0.292 655 341 
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1 0.0 1 0.1 0.231 0.163 0.000 0.000 23.4 23.4 21.0 656 
2 0.0 2 0.1 0.217 0.155 0.000 0.000 24.7 24.5 22.0 691 
3 0.0 4 0.1 0.205 0.147 0.000 0.000 26.0 25.3 23.4 731 
4 0.0 6 0.1 0.199 0.142 0.000 0.000 26.7 26.1 24.2 761 
5 0.0 8 0.1 0.195 0.141 0.000 0.000 27.1 26.2 24.5 765 
6 0.0 10 0.1 0.191 0.142 0.000 0.000 27.6 26.9 24.2 774 
7 0.0 12 0.1 0.189 0.137 0.000 0.000 27.9 27.0 24.4 781 
8 0.0 15 0.1 0.183 0.136 0.000 0.000 28.7 27.9 25.3 784 
9 0.0 30 0.1 0.162 0.128 0.000 0.000 31.7 30.5 28.5 800 
10 0.0 50 0.1 0.170 0.129 0.000 0.000 30.5 29.8 27.2 824 
 
11 0.1 1 0.1 0.238 0.194 0.000 0.000 22.8 22.4 20.3 689 
12 0.1 2 0.1 0.220 0.180 0.000 0.000 24.5 23.9 21.6 737 
13 0.1 4 0.1 0.206 0.173 0.000 0.000 25.9 25.3 22.4 785 
14 0.1 6 0.1 0.204 0.169 0.000 0.000 26.2 25.4 23.6 821 
15 0.1 8 0.1 0.200 0.168 0.000 0.000 26.6 25.5 22.9 843 
16 0.1 10 0.1 0.205 0.168 0.000 0.000 26.0 25.2 22.5 868 
17 0.1 12 0.1 0.203 0.168 0.000 0.000 26.2 25.4 22.4 884 
18 0.1 15 0.1 0.201 0.168 0.000 0.000 26.4 25.5 22.9 906 
19 0.1 30 0.1 0.194 0.168 0.000 0.000 27.2 26.4 23.8 976 
20 0.1 50 0.1 0.190 0.163 0.000 0.000 27.7 28.2 25.8 1020 
 
21 0.2 1 0.1 0.265 0.200 0.000 0.000 20.7 19.9 18.1 736 
22 0.2 2 0.1 0.234 0.188 0.000 0.000 23.1 22.0 20.0 802 
23 0.2 4 0.1 0.217 0.174 0.000 0.000 24.7 24.0 22.1 874 
24 0.2 6 0.1 0.201 0.163 0.000 0.000 26.5 25.5 23.4 927 
25 0.2 8 0.1 0.204 0.164 0.000 0.000 26.1 25.4 23.2 979 
26 0.2 10 0.1 0.216 0.175 0.000 0.000 24.8 23.9 21.9 1028 
27 0.2 12 0.1 0.212 0.170 0.000 0.000 25.3 24.2 22.1 1059 
28 0.2 15 0.1 0.208 0.170 0.000 0.000 25.7 24.7 22.7 1100 
29 0.2 30 0.1 0.194 0.159 0.000 0.000 27.3 26.5 24.4 1189 
30 0.2 50 0.1 0.199 0.165 0.000 0.000 26.7 26.0 23.6 1287 
 
31 0.4 1 0.1 0.400 0.341 0.000 0.000 14.0 14.5 12.7 852 
32 0.4 2 0.1 0.323 0.278 0.000 0.000 17.2 17.1 15.4 934 
33 0.4 4 0.1 0.265 0.238 0.000 0.000 20.7 18.8 17.1 1062 
34 0.4 6 0.1 0.262 0.235 0.000 0.000 20.9 20.1 18.5 1150 
35 0.4 8 0.1 0.248 0.226 0.000 0.000 22.0 21.0 19.4 1231 
36 0.4 10 0.1 0.233 0.217 0.132 0.608 23.2 22.2 19.8 1377 
37 0.4 12 0.1 0.227 0.213 0.133 0.625 23.8 22.9 20.6 1417 
38 0.4 15 0.1 0.213 0.204 0.128 0.629 25.1 23.9 21.7 1454 
39 0.4 30 0.1 0.191 0.184 0.120 0.653 27.6 26.6 24.6 1535 
40 0.4 50 0.1 0.191 0.180 0.121 0.673 27.6 26.6 24.5 1584 
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41 0.6 1 0.1 0.443 0.450 0.000 0.000 12.7 12.3 11.1 947 
42 0.6 2 0.1 0.346 0.414 0.025 0.060 16.1 13.3 12.4 1098 
43 0.6 4 0.1 0.295 0.306 0.156 0.510 18.7 17.5 16.0 1228 
44 0.6 6 0.1 0.269 0.273 0.167 0.613 20.4 18.9 17.2 1306 
45 0.6 8 0.1 0.252 0.249 0.157 0.630 21.6 20.1 17.8 1356 
46 0.6 10 0.1 0.240 0.235 0.152 0.647 22.6 21.0 18.7 1396 
47 0.6 12 0.1 0.230 0.223 0.149 0.668 23.5 21.8 19.6 1431 
48 0.6 15 0.1 0.215 0.212 0.142 0.670 24.9 22.8 20.7 1459 
49 0.6 30 0.1 0.190 0.187 0.125 0.669 27.8 26.1 24.1 1546 
50 0.6 50 0.1 0.191 0.182 0.126 0.693 27.6 26.1 23.9 1598 
 
51 0.8 1 0.1 0.544 0.662 0.150 0.227 10.4 9.70 8.46 1054 
52 0.8 2 0.1 0.413 0.465 0.220 0.474 13.6 12.4 11.2 1162 
53 0.8 4 0.1 0.320 0.356 0.223 0.626 17.4 16.1 14.4 1281 
54 0.8 6 0.1 0.276 0.291 0.189 0.649 19.9 18.4 16.6 1350 
55 0.8 8 0.1 0.257 0.267 0.174 0.653 21.3 19.6 17.8 1402 
56 0.8 10 0.1 0.245 0.247 0.164 0.663 22.2 20.4 18.4 1448 
57 0.8 12 0.1 0.234 0.233 0.156 0.671 23.1 21.0 19.2 1483 
58 0.8 15 0.1 0.216 0.219 0.148 0.674 24.8 22.8 20.7 1518 
59 0.8 30 0.1 0.200 0.175 0.119 0.678 26.6 25.7 23.6 1551 
60 0.8 50 0.1 0.194 0.168 0.107 0.637 27.3 25.4 23.5 1576 
 
61 1.0 1 0.1 0.609 0.721 0.334 0.463 9.32 9.46 8.25 1139 
62 1.0 2 0.1 0.437 0.563 0.280 0.497 12.9 12.2 11.0 1198 
63 1.0 4 0.1 0.333 0.385 0.242 0.629 16.7 16.0 14.3 1275 
64 1.0 6 0.1 0.283 0.306 0.191 0.624 19.5 18.4 16.9 1331 
65 1.0 8 0.1 0.260 0.277 0.184 0.663 21.0 19.7 17.7 1379 
66 1.0 10 0.1 0.247 0.251 0.169 0.673 22.0 20.5 18.5 1416 
67 1.0 12 0.1 0.236 0.236 0.164 0.695 23.0 21.3 19.5 1445 
68 1.0 15 0.1 0.219 0.220 0.154 0.702 24.5 23.0 21.1 1476 
69 1.0 30 0.1 0.190 0.200 0.142 0.710 27.8 25.1 22.7 1561 
70 1.0 50 0.1 0.191 0.191 0.131 0.686 27.6 26.3 24.6 1578 
 
 
